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Dans tout contexte de déformation géologique, la présence de niveaux de décollement est 
nécessaire aux mouvements de la matière sur de longues distances. Ces zones aux propriétés 
mécaniques très particulières se retrouvent à la base des nappes de chevauchement ou des 
glissements gravitaires. Dans de nombreux cas, ces niveaux n'offrent que très peu de résistance aux 
cisaillements. La forme très aplatie de la plupart des prismes d'accrétion est ainsi une conséquence 
de l'efficacité de leur décollement basal. On observe également des glissements de sédiments sur 
les marges passives et les deltas à l'embouchure des grands fleuves. Or, pour qu'une masse puisse 
glisser sous l'effet de son propre poids et sur des pentes très faibles ( 0.5 à 5° ), les frottements à la 
base doivent être pratiquement absents. 
Les niveaux de décollement peuvent être de deux types: 
un niveau à comportement ductile (évaporites) qui accommode les mouvements de la 
couverture par une déformation continue. La résistance au cisaillement est alors fonction de la 
viscosité et de la vitesse de déformation. Pour les vitesses très lentes mises en jeu dans les 
processus tectoniques (quelques centimètres par an au maximum), des matériaux comme les 
évaporites peuvent se déformer en n'exerçant pratiquement aucune résistance. 
une discontinuité de type surface de glissement (interface incohérente entre deux niveaux 
fragiles). De très fortes pressions de fluide (surpressions) sont alors nécessaires pour réduire les 
frottements sur ces surfaces. 
Dans ce travail de thèse, nous nous intéressons au fonctionnement des décollements du second 
type et en particulier à l'influence des surpressions de fluide qui les accompagnent généralement.   
L'état de surpression caractérise les fluides interstitiels dont la pression est supérieure à celle 
d'un fluide dans l'état hydrostatique. Ces surpressions sont souvent associées aux bassins 
pétrolifères car ce sont dans ces zones qu'elles sont le plus étudiées en raison des difficultés qu'elles 
procurent lors des forages. Mais elles se rencontrent également dans bien d'autres environnements 
comme, par exemple, les prismes d'accrétion et les chaînes d'avant pays.  Elles sont probablement 
présentes dans toutes les zones de déformation impliquant des sédiments de très faible perméabilité 
et résultent, pour la plupart, de la compaction des sédiments et de la génération d'hydrocarbures en 
profondeur.  
C'est en 1959, qu' Hubbert et Rubey ont montré comment les pressions anormales favorisaient 
le déplacement des nappes chevauchantes. Leurs travaux reprenaient le concept de la contrainte 
effective développé quelques dizaines d'années plus tôt en mécanique des sols par Von Terzaghi et 
Paul Fillunger. Bien qu'il y ait eu quelques critiques après la parution de leur article, le rôle de ces 
surpressions est aujourd'hui largement admis et très souvent évoqué dans de nombreuses analyses 
tectoniques. 
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Depuis une vingtaine d'années, la modélisation analogique est devenue une technique de 
laboratoire très efficace pour l'étude des déformations géologiques. Cependant, elle n'a jamais pris 
en compte les effets mécaniques des fluides interstitiels. Les décollements sont toujours simulés par 
des couches de silicone visqueuse représentant des niveaux salifères. Les formations soumises à de 
fortes surpressions (ex: argiles) sont également supposées se déformer de manière ductile. Cette 
pratique est justifiée par l'observation de nombreuses lignes sismiques qui montrent d'épaisses 
formations d'argiles formant par exemple des diapirs à la manière de couches d'évaporites. Or, les 
progrès de la prospection sismique permettent aujourd'hui de révéler des niveaux de décollement 
qui prennent l'aspect de véritables traits de couteaux dans des argiles qui conservent leur 
stratification. Le comportement ductile n'est ainsi pas toujours justifié. 
Cobbold et Castro (1999) ont montré que l'air pouvait être utilisé comme fluide interstitiel dans 
des modèles analogiques de sable et quelques expériences de déformation ont été réalisées en 
compression par Cobbold et al. (2001). L'un des enjeux de cette thèse est ainsi de poursuivre le 
développement de cette modélisation avec pression de fluide aux pores pour la rendre plus efficace 
et réaliste. Un travail important a ainsi consisté à améliorer la technique d'injection d'air et les 
conditions limites en terme de pression (chapitre 3). Nos efforts ont également porté sur la 
visualisation de la déformation qui était un des problèmes majeurs des expériences de Cobbold et al 
(2001). 
Sur un plan théorique, les modèles analogiques nous ont révélé très tôt l'importance des 
gradients de pression de fluide sur les déformations. Nous nous sommes donc attachés à préciser 
leurs effets grâce à des expériences simples et une recherche bibliographique sur la notion de 
contrainte effective (chapitre 2). Nous montrons ainsi que les forces de courant (gradients de 
surpression) sont présentes dès qu'il y des pressions anormales de fluide et qu'elles agissent comme 
une force de volume en modifiant l'intensité et l'orientation des contraintes principales. Ces notions 
fondamentales nous sont apparues assez cantonnées à la mécanique des sols de surface et très peu 
répandues en géologie. Pourtant, ce sont bien elles qui facilitent le fonctionnement des niveaux de 
décollement et qui sont, par exemple, responsables de la listricité de certaines failles. Ce travail a 
fait l’objet d’un article : Mourgues et Cobbold, 2003. 
Face aux difficultés expérimentales rencontrées, nous avons également développé une méthode 
numérique originale qui consiste en un code d'éléments distincts partiellement couplé à un fluide 
aux pores (chapitre 4). Le choix de cette méthode numérique a été motivé par les résultats très 
récents de Burbidge et Braun (2002) qui  abordent cette technique comme une alternative à une 
méthode plus classique d'éléments finis pour les déformations tectoniques. Réalisées dans des 
conditions très proches, les simulations numériques et analogiques peuvent être comparées. 
Nous avons appliqué ces trois outils (théorique, analogique et numérique) à deux contextes de 
déformations: les prismes d'accrétion (chapitre 5) et les glissements gravitaires (chapitre 6). Pour 
chacun d'eux, nous précisons le rôle des forces de courant dans la stabilité et la déformation des 
édifices. Nous entreprenons ensuite la modélisation analogique en étant particulièrement attentifs à 
la distribution des pressions de fluide aux limites des systèmes. Pour les prismes d'accrétion, nous 
comparons nos modèles physiques à des simulations numériques réalisées dans des conditions 
analogues. Les expériences de glissements sont quant à elles appliquées aux déformations 
gravitaires mises en évidences dans le delta de l'Amazone. La corrélation entre la forme du 
glissement, la distribution des pressions de fluide et la présence d'une roche mère en probable 
génération de gaz nous permet alors de préciser l'origine des surpressions dans ce delta.  
 
Cet ouvrage a été scindé en 7 chapitres. Le premier sert d'introduction et précise brièvement les 
mécanismes de génération des surpressions. Le second porte sur les forces de courant et leurs 
relations avec la contrainte effective. Nous l'avons voulu le plus didactique possible car il nous 
paraît le plus important. La notion de force de courant sert ensuite de fil conducteur à la thèse. Au 
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chapitre 3, nous mettons en place la méthode analogique avec pression de fluide aux pores 
(dimensionnement, types de phénomènes simulés, matériaux utilisés, limites etc...) et au chapitre 4, 
la méthode numérique. Dans les chapitres 5 et 6, nous appliquons ces méthodes aux prismes et aux 
glissements. La dernière partie est une étude préliminaire placée à l'échelle du grain qui introduit 
les développements futurs et les perspectives apportées par notre méthode numérique concernant la 
déformation couplée de matériaux très divisés (fracturation, fluidisation et phénomènes d'injection 
dans les cheminées de gaz...). 
L’article Mourgues et Cobbold (2003), qui reprend des démonstrations et expériences du 
chapitre 2 et 3 n’a pas été inséré pour éviter la redondance. Ses références sont les suivantes: 
Mourgues R., Cobbold P.R, 2003. Some tectonic consequences of fluid overpressures and 
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Chapitre 1    
Origine des surpressions de fluide  
Les surpressions de fluide sont présentes pratiquement dans tous les sédiments avec des 
intensités plus ou moins variables. Elles se rencontrent aussi bien dans les bassins (Mer du Nord, 
Golfe du Mexique...), que dans les deltas (Amazone, Niger, Nil...) ou les zones tectoniques 
compressives (prismes d'accrétion des Barbades, Nankaï, Costa Rica..., Cordillères andines, etc...) 
(fig.1.1).  
Ce bref chapitre d'introduction permettra au lecteur de comprendre pourquoi les fluides 
contenus dans les pores des sédiments des bassins, des deltas ou des prismes d'accrétion peuvent se 
trouver en surpression. 
 
FIG.1.1 : Distribution des zones en surpression de fluide (d’après Yassir et Addis, 2002, modifié) 
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1.1   Les surpressions: un état d'équilibre transitoire 
L'état de surpression est défini comme un état de pression anormale du fluide (fig.1.2). Ce 
dernier va donc toujours avoir tendance à retrouver son état d'équilibre en migrant. Le maintien à 
plus ou moins long terme des surpressions va donc dépendre de deux paramètres essentiels: 
- La perméabilité globale des formations (pores et fractures): c'est elle qui va définir les 
vitesses d'expulsion des fluides et de dissipation des surpressions. Celles-ci sont ainsi très 
souvent associées à d'épaisses formations de shales (argiles de composition variable) dont 
les perméabilités très faibles et l'épaisseur interdisent l'échappement efficace du fluide ( 
Hedberg, 1974; Cohen and McClay, 1996; Morley and Guerin, 1996; Heppard et al., 1998; 
Van Rensbergen et al., 1999). Le maintien des surpressions peut également se faire par des 
barrières de perméabilité plus fines (voir paragraphe 1.3): argiles compactées du sommet 
des séquences de shales (Van Rensbergen et al., 1999), niveaux de sel (Morley and Guerin, 
1996), d'anhydrite ou des roches extrêmement cimentées. Deming, (1994) montre que pour 
préserver une surpression importante pendant plus de 1 million d'années, des perméabilités 
de 10-21 à 10-23 m2 seraient nécessaires. Ces valeurs sont inférieures à celles mesurées dans 
la plupart des shales: 10-16 à 10-20 m2 (Neuzil, 1994). Aucune roche ne peut donc maintenir 
une surpression indéfiniment car aucune roche n'est imperméable (Osborne and Swarbrick, 
1997). 
- La vitesse de génération des pressions: nous détaillerons les mécanismes de génération au 
paragraphe suivant. 
 
FIG.1.2 : Définition du domaine des surpressions 
Comme les surpressions de fluide ne peuvent pas être maintenues indéfiniment par les 
formations géologiques, leur présence très fréquente, en particulier dans des roches très anciennes, 
est le témoin d'un équilibre entre mécanismes de génération et de dissipation. La prévision et la 
quantification des surpressions impose donc de connaître à la fois la cinétique de la génération mais 
également la perméabilité globale du milieu qui dépend de la matrice du sédiment, des fractures et 
de leur connexion ainsi que la succession stratigraphique. De fines couches sableuses insérées dans 
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des sédiments très peu perméables vont pouvoir servir de drains efficaces. Le temps de dissipation 
sera directement lié au temps de migration vers ces couches, c'est à dire à leur espacement. 
1.2   Mécanismes de génération des surpressions 
Plusieurs articles d'Osborne et Swarbrick (Osborne and Swarbrick, 1997; Swarbrick and 
Osborne, 1998; Swarbrick et al., 2002) résument et discutent des mécanismes probables de 
génération des surpressions dans les bassins sédimentaires (voir également Grauls, 1998).  
Il est possible de distinguer deux mécanismes: 
- une réduction mécanique de la porosité du solide qui provoque la compression du fluide; 
- une expansion du fluide qui, prisonnier dans une roche peu perméable, voit sa pression 
augmenter. 
Nous allons brièvement discuter de ces deux phénomènes. 
1.2.1   Diminution du volume des pores 
A. Compaction mécanique 
Lorsque l’on applique une charge à un sédiment rempli d’eau, la contrainte appliquée est en 
grande partie transmise au fluide et sa pression augmente. Sous l’effet de cette variation de 
pression, le fluide est mis en mouvement et se trouve expulsé du sédiment. La matrice poreuse peut 
alors se tasser. C’est le phénomène de compaction initialement décrit par Von Terzaghi (1923). 
Lorsque la perméabilité du sédiment est très faible, l’expulsion du fluide est très lente et les 
pressions générées sont également très lentes à se dissiper. La charge appliquée peut l’être 
verticalement ou horizontalement. 
Chargement vertical – déséquilibre de compaction 
Le premier cas correspond à l’enfouissement d’une roche sous l’effet d’une sédimentation 
rapide ou lors de son charriage sous une nappe (Moore and Vrolijk, 1992; Smith and Wiltschko, 
1996; Wang et al., 1990). Ce phénomène est généralement référencé sous le terme de 
« déséquilibre de compaction » car les sédiments affectés exhibent souvent une porosité très élevée. 
Il est depuis longtemps reconnu comme le principal mécanisme de génération de surpression dans 
les sédiments relativement jeunes. Il a ainsi été identifié comme la principale cause des 
surpressions dans de nombreux bassins tertiaires où la sédimentation est rapide et la subsidence 
présente : Golfe du Mexique, delta du Niger, delta du Nil, du Missippi etc…Il affecte des 
sédiments très peu perméables de type argiles. 
Les déséquilibres de compaction et le développement des surpressions de fluide commencent à 
la profondeur où la perméabilité devient trop faible pour permettre l’expulsion efficace des fluides. 
C’est la FRD (Fluid Retention Depth) ou profondeur de rétention des fluides (Swarbrick et al., 
2002). Elle dépend  de la vitesse de sédimentation (= vitesse de chargement), de la compressibilité 
des sédiments et de l’évolution de leur perméabilité au cours de l’enfouissement (fig.1.3). Pour une 
même vitesse de sédimentation, la FRD est ainsi moins profonde pour des sédiments peu 
perméables et/ou très compressibles (argiles) que pour des sables ou silts plus perméables et moins 
compressibles. Pour une même roche la FRD sera également d’autant moins profonde que la 
sédimentation sera forte (Swarbrick et al., 2002).  
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FIG.1.3 : Profils de surpressions générées par un mécanisme de compaction verticale et influence 
du taux de sédimentation sur la profondeur de rétention des fluides (d’après Swarbrick et al. 
2003). 
La compaction sous charge verticale est également impliquée lors d’un charriage sous un 
chevauchement (Wang et al., 1990; Smith and Wiltschko, 1996) et l’incorporation des sédiments 
sous un prisme d’accrétion (Moore and Vrolijk, 1992). La génération de surpression dépend alors 
étroitement de l’histoire de compaction des sédiments avant leur enfouissement  tectonique. Ainsi, 
ce phénomène sera plus marqué dans les prismes d’accrétion sous-marins (Nankaï, Barbades) que 
dans les chaînes émergées où les roches, généralement plus anciennes, ont déjà été consolidées. Le 
type de sédiment accrété sera également déterminant dans l’expulsion des fluides et la fabrication 
des pressions. Moore et al. (1990b) distinguent les prismes qui incorporent des sédiments de faible 
perméabilité (argiles, ex: Barbades) et ceux où les sédiments sont plus sableux et perméables. Dans 
le premier cas, l’expulsion des fluides est limitée et se cantonne à la porosité de fracture 
développée au cours de la déformation. Les pressions développées peuvent facilement atteindre la 
pression lithostatique (Screaton et al., 1990; Speed, 1990). Dans le second, la circulation des 
fluides est plus facile et suit les différences de lithologie entre strates (voir l'exemple du Nankaï au 
chapitre 5).  
Que ce soit dans un bassin ou un prisme, les gradients de surpression engendrés uniquement par 
un chargement ne peuvent jamais excéder le gradient lithostatique qui est atteint lorsque aucun 
fluide ne peut s’échapper (tout le poids étant transmis au fluide). Dans la plupart des cas les 
gradients sont sublithostatiques en raison d’une faible dissipation des fluides.  
La modélisation des phénomènes de compaction utilise la contrainte effective (voir chapitre 2) 
qui détermine le tassement des sédiments (Luo and Vasseur, 1992; Mann and Mackenzie, 1990; 
Ungerer et al., 1990; Wangen, 2001) . Certains modèles ne considèrent qu’une seule dimension et 
reproduisent assez bien les profils de pression rencontrés. La figure 1.4 illustre une simulation des 
pressions de fluide dans le delta du Nil par un modèle en 1D (Mann and Mackenzie, 1990). 
Cependant, pour être plus efficace, les modèles doivent tenir compte des 3 dimensions du bassin. 
En effet, la connectivité des strates à fortes perméabilités peut redistribuer très rapidement les 
fluides et les pressions (Tunkay et al., 2000; Yardley and Swarbrick, 2000; Borge, 2002). 
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FIG.1.4 : Exemple de calcul des surpressions en 1D pour un déséquilibre de compaction dans le 
delta du Nil (d’après Mann et Mackenzie, 1990, tiré d’Osborne et Swarbrick, 1997) 
Compression horizontale 
La compression latérale a également souvent été suggérée pour générer les surpressions. Le 
mécanisme est le même que dans la compaction verticale, l’orientation des contraintes est 
simplement différente (Balen and Cloetingh, 1995). 
Dans les bassins sédimentaires, ce mécanisme a été relativement peu quantifié (Bour et al., 
1995). Yassir and Addis (2002) et Yassir (1998) montrent que la distribution globale des 
surpressions se corrèle assez bien avec les zones tectoniquement actives. Cependant, cela reflète 
sûrement plus la relation entre la position des bassins et les zones actives que les surpressions elles-
mêmes avec les zones actives (Borge, 2002). 
Dans les prismes d'accrétion, la compaction liée aux contraintes horizontales est considérée 
comme un mécanisme secondaire face au chargement vertical (Ge and Garven, 1992; Moore and 
Vrolijk, 1992; Platt, 1990). 
1.2.2   Variation du volume du fluide 
A. Expansion thermique 
Sous l'effet d'une augmentation de température, l'eau se dilate. Le changement de volume 
associé à une augmentation de température de 40° est estimé à 1.65% (Osborne and Swarbrick, 
1997), ce qui est faible et ne peut conduire à une surpression que dans le cas d'une perméabilité 
quasi-nulle. D'autant plus que l'augmentation de température diminue la viscosité du fluide et 
favorise son échappement. En considérant un gradient géothermique de 40°/km, un taux de 
sédimentation de 2 km/Ma, un sédiment subit une augmentation de température de 40° en 500 000 
ans et une dilatation de 3.3%/Ma. Osborne et Swarbrick (1997) montrent que cela  aboutit à des 
surpressions très faibles de 0.7 Mpa si l'on considère une barrière de perméabilité de 10-21 m2. (Luo 
and Vasseur, 1992) montrent également que les conditions de la mise sous pression thermique ne se 
rencontrent pas dans les bassins.  
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B. Deshydratation et transformations minéralogiques 
Parmi tous les minéraux rencontrés dans les sédiments, les argiles sont les minéraux les plus 
hydratés et spécialement la smectite. La déshydratation de cette dernière au cours de son 
enfouissement est souvent citée comme source de fluide et cause probable de surpressions, l'eau 
libre étant dans une phase moins compacte que dans le minéral (Moore and Vrolijk, 1992; Bekins 
et al., 1994; Bekins et al., 1995; Osborne and Swarbrick, 1997; Swarbrick et al., 2002) 
Osborne et Swarbrick (1997) estiment le changement total de volume à 4% en 3 étapes 
successives au cours de l'enfouissement (0;5 km, 1.5 km et entre 3 et 5 km) dont les profondeurs 
varient en fonction du gradient géothermique. Comme dans le cas précédent, la faible expansion 
volumique mise en jeu ne peut produire des surpressions appréciables que dans le cas de sédiments 
quasi-imperméables. 
Au cours de son enfouissement, la smectite se transforme en illite en incorporant de l'Al et du 
K et en relâchant Na, Ca, Mg, Fe.  
Les transformations impliquées sont cinématiquement dépendantes de la température, de la 
fabrique des minéraux et de la perméabilité (Osborne and Swarbrick, 1997). Dans divers bassins 
argileux, la transformation se fait graduellement avec la profondeur dans une zone correspondant à 
la transition avec les surpressions (Bruce, 1984: Golfe du Mexique). La transformation se produit 
pour des températures de 70° à 150°C indépendamment de l'âge et de la profondeur du sédiment 
(entre 2 et 5 km). Comme le soulignent Osborne et Swarbrick (1997), les surpressions ne sont 
cependant pas forcément associées à la réaction smectite-illite. En mer Caspienne, où le gradient 
géothermique est peu élevé, on rencontre de très fortes surpressions au delà de 6 km de profondeur 
(96°C) sans pour autant enregistrer de changement du taux smectite/illite (Bredehoeft et al., 1988). 
Les changements de volume impliqués dans la transformation smectite-illite dépendent 
étroitement du type de réaction qui se produit et varient de + 4.1% à -8.4% selon Osborne et 
Swarbrick (1997). Dans le cas le plus favorable, les surpressions sont donc du même ordre de 
grandeur que l'expansion thermique par exemple. 
La particularité de la réaction smectite-illite est qu'elle libère de nombreux ions (Na, Ca, Mg, 
Fe) qui vont précipiter et diminuer la perméabilité des sédiments. C'est finalement de cette façon 
que cette réaction joue un rôle significatif dans la génération des surpressions. 
 
FIG.1.5 : Les deux craquages subis par le kérogène au cours de son enfouissement (d’après Biju-
Duval, 1999) 
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C. Génération d'hydrocarbures et crackage  des huiles en gaz 
Avec l'enfouissement progressif d'une roche mère, le kérogène initial, issu de la dégradation de 
la matière organique au cours de la diagenèse, est transformé en divers produits pétroliers - huile, 
gaz et résidus (figure 1.5)  - au cours de 2 crackages successifs. Chacune de ces transformations est 
associée à une variation du volume des fluides en présence: 
- au cours de la catagenèse, un premier craquage du kérogène produit des huiles. Cette 
première genèse d'hydrocarbures s'initie à des températures de 60 à 120°C et s'effectue 
dans la fenêtre à huile (fig.1.6) à des profondeurs variant de 1500 à 4000 m selon les 
bassins. L'expansion volumique associée dépend de la composition initiale du kérogène. 
Pour un kérogène de type II (caractéristique des milieux marins anoxiques avec une origine 
essentiellement planctonique (Biju-Duval, 1999)), Meissner (1978) montre une 
augmentation de volume d'environ 25%, tandis que Ungerer et al. (1983) l'estiment à 50%.  
Inhibées par des pressions trop importantes, ces réactions peuvent être encore plus 
productives si les huiles formées sont expulsées au cours d'une migration primaire et que la 
pression hydrostatique est maintenue dans la zone de génération (Swarbrick et al., 2002).  
- la métagenèse est la phase ultime d'évolution du kérogène au cours de laquelle est produit 
le gaz sec (méthane) ou gaz thermogénique par un crackage secondaire des hydrocarbures 
initialement formés et du kérogène résiduel. Cette réaction se situe dans la fenêtre à gaz à 
des profondeurs de plus de 3500 - 4000 m (120-140°C). Les productions de volume de 
fluide sont considérables (75 à 140% (Swarbrick et al., 2002)). L'intensité des surpressions 
qui en résultent dépend de la zone de production. Si le crackage se produit au sein d'une 
roche mère saturée en hydrocarbures, les surpressions produites peuvent être très 
importantes (Barker, 1990)(fig.1.7). La présence d'une seconde phase fluide dans les pores 
contribue, en effet, à diminuer la perméabilité effective, ce qui limite l'échappement des 
gaz produits. En revanche, les surpressions seront moindres si le gaz est généré dans des 
réservoirs secondaires de plus forte perméabilité où le fluide pourra être redistribué plus 
facilement. 
 
FIG.1.6 : Profondeurs des transformations du kérogène et produits formés. Le méthane se crée  au 
delà de 4 km (d’après Biju-Duval, 1999) 
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Le génération de gaz est considérée comme le second mécanisme générateur de surpressions 
après le déséquilibre de compaction. Dans de nombreux bassins, la distribution des surpressions 
coïncide avec les parties les plus profondes où le crackage secondaire peut se produire: ex: Mer du 
Nord (Buhrig, 1989; Holm, 1998). Au chapitre 6, nous montrerons que la production de gaz est 
sûrement à l'origine des instabilités de pente qui affectent le delta de l'Amazone. 
La génération de méthane thermogénique est également mise en évidence dans les prismes 
d'accrétion (voir chapitre 5) sous-marins. De nombreuses traces de méthane sec sont en effet 
retrouvées dans les fluides circulant autour des niveaux de décollement. Ces observations, proches 
du front de déformation, impliquent une circulation des fluides rapide sur de grandes distances 
depuis le lieu de production. Nous en reparlerons au chapitre 5.  
Récemment, Cobbold, 1999 et Echevarria et al. (2003) ont également suggéré que la production 
d'hydrocarbures jouait un rôle majeur dans la déformation de la Cordière au Sud Bolivienne.  
 
FIG.1.7 : Diagramme montrant les surpressions de fluide générées par la production de gaz dans 
un réservoir fermé. Les deux calculs sont effectués pour une roche mère contenant initiallement 25 
et 50 % (vol) de pétrole brut. D’après Barker (1990). 
1.2.3   Autres mécanismes 
Outre la compaction mécanique et la dilatation des fluides, d'autres mécanismes sont parfois 
évoqués pour générer des surpressions. Ils sont cependant considérés comme très secondaires et 
pour certains anecdotiques. On retiendra ceux évoqués par Swarbrick et al. (2002): 
- la compaction chimique: au cours des différentes réactions évoquées précédemment, les 
propriétés physiques de la matrice peuvent changer radicalement. Swarbrick et Osborne 
(1998) donnent l'exemple d'une roche riche en kérogène (10% du volume) avec une 
porosité de 13%. En transformant la moitié du kérogène en huile, la porosité passe à 18%. 
La compressibilité de la matrice est modifiée et la roche subit alors un effet de compaction 
qui met les fluides sous pression. Le même phénomène est également invoqué lors de la 
réaction smectite-illite. En modifiant la structure de la charpente solide, la réaction a pour 
effet de redistribuer une partie de la charge sur le fluide. 
- le chargement hydraulique: La mise en charge est un phénomène très courant en 
hydrologie de subsurface. Elle a lieu lorsqu'un aquifère, confiné verticalement par une 
couche de très faible perméabilité, est rechargé latéralement à partir d'une zone de surface 
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plus élevée (principe du château d'eau) (Banton and Bangoy, 1997). C'est lui qui donne 
naissance aux fameux puits artésiens qui ont la particularité de jaillir au dessus de la 
surface du sol (fig.1.8). Ce phénomène est le signe d'une surpression de la nappe captive 
sous-jacente. La charge hydraulique (intensité des surpressions) ne peut cependant pas 
excéder l'altitude de la zone de recharge. Les surpressions admissibles sont donc bien 
inférieures à celles rencontrées dans les bassins. Il est en plus peu probable que les zones 
de fortes pressions soient directement connectées au système hydrogéologique de surface. 
- phénomènes osmotiques: Les variations de salinité au travers d'une couche semi- 
perméable peuvent produire un écoulement qui est maintenu aussi longtemps que le 
contraste de salinité est maintenu (Neuzil, 2000). Ce phénomène ne peut cependant pas 
réellement créer de surpressions et reste assez anecdotique. 
 
FIG.1.8 : Mise sous pression d’un aquifère captif par recharge latérale (Swarbrick et Osborne, 
1997). 
 
1.3   Exemples de profils de pression 
Les variations de la pression de fluide en  profondeur dépendent du mécanisme générateur et 
des changements verticaux de perméabilité. Typiquement, on peut distinguer des profils qui ne 
présentent que très peu de variations du gradient de pression et ceux qui montrent de très fortes 
augmentations de pression dans des zones très localisées. Les premiers profils (fig.1.4) se 
rencontrent dans le cas d'un déséquilibre de compaction dans d'épaisses formations argileuses. Le 
gradient de pression est très souvent sublithostatique. Les seconds se rencontrent lorsque des 
barrières de perméabilité créent de très forts contrastes de conductivité (fig.1.9). Au niveau de ces 
zones très localisées, le gradient de pression est bien supérieur au gradient lithostatique. Nous 
verrons au chapitre 2 ce que cela signifie en terme de forces de volumes appliquées à ces 
formations.  
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FIG.1.9 : Exemple de profil avec de brutales variations de pression au travers de couches très peu 
perméables, Trinidad (Heppard et al. 1998) 
 
FIG.1.10 : Profil de pression dans le Graben Central de la Mer du Nord montrant différents 
mécanismes de génération de pression. La surpression entre C et D est sûrement due à un 
déséquilibre de compaction, tandis qu’en dessous de G, la génération de gaz est une cause 
probable (d’après Holm, 1998) 
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Nous avons choisi un profil de pression de la mer du Nord (fig.1.10) comme illustration. Ce 
profil est caractéristique du graben central de la Mer du Nord (Holm, 1998). Les fluides de la partie 
supérieure des formations tertiaires sont à l'état hydrostatique (A-B). Les formations argileuses de 
l'Eocène sont quant à elles en légère surpression. Après une transition B-C où le gradient de 
pression est supérieur au gradient lithostatique, le profil reste régulier dans toutes la suite (C-D). 
Ces surpressions sont interprétées comme un défaut de compaction des argiles (Holm, 1998). Les 
formations plus sableuses du Paléocène et crayeuses du Crétacé supérieur (Chalk group) qui se 
situent en dessous ne sont quasiment pas en surpression. Les formations Paléocène à forte 
perméabilité jouent sûrement un rôle de drain. La transition Crétacé supérieur-Crétacé inférieur est 
marquée par une impressionnante augmentation de pression qui passe d'un état hydrostatique à une 
pression presque lithostatique (F-G). Ce contraste marque la présence d'une barrière de 
perméabilité très efficace. Les formations en dessous de cette transition exhibent des pressions 
quasi-lithostatiques dont l'origine est attribuée à la génération d'hydrocarbures. Des pressions aussi 
importantes se rencontrent très souvent à ces profondeurs: Trinidad (Heppard et al., 1998), Golfe 
du Mexique (Hunt et al., 1998), marge Nord Canadienne (Bell, 1998) etc... 
Ce profil montre donc une répartition typique des pressions anormales et de leurs mécanismes 
générateurs: à faible profondeur, la compaction crée des surpressions dans des sédiments récents 
épais et peu perméables, plus en profondeur, la génération d'hydrocarbures développe des pressions 
presque lithostatiques dans des sédiments plus anciens en dessous d'une barrière de perméabilité 
qui a acquis ses propriétés hydrauliques au cours de la diagénèse et de sa lithification.  
1.4   Conclusion 
Ce résumé assez bref des modalités de génération des surpressions a permis de faire ressortir 
les deux principaux mécanismes responsables des pressions anormales: 
- la compaction des sédiments jeunes, 
- la génération d'hydrocarbures et en particulier de gaz dans des sédiments plus profonds et 
anciens. 
Ces mécanismes sont très efficaces dans les sédiments très peu perméables (argiles) ou dans  
les formations confinées entre des barrières de perméabilité qui retardent l'échappement des fluides. 
La présence de surpressions implique des gradients de pression non hydrostatiques. Ces gradients 
sont bien supérieurs au gradient lithostatique au niveau des barrières de perméabilité. Nous verrons 
dans le chapitre suivant comment ces gradients anormaux de pression exercent une force de volume 
sur les sédiments. Au chapitre 6, nous rediscuterons de ces mécanismes pour montrer que les 
surpressions du delta de l'Amazone sont liées à la génération d'hydrocarbures. 
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Chapitre 2    
Pressions de fluide, forces de courant 
et contraintes effectives 
2.1   Description du milieu poreux saturé 
Les milieux poreux saturés sont des systèmes microscopiquement très hétérogènes, constitués 
de matériaux solides et d'une voire plusieurs phases fluides. L'application de la notion de 
contraintes, concept exclusif des milieux continus, implique que l'on idéalise le milieu. En chaque 
point du système est ainsi défini un certain nombre de quantités représentatives de la combinaison 
fluide/solide (ex: masse volumique globale ρb, contrainte totale) mais aussi toutes les variables 
propres au fluide et au solide: masse volumique du fluide, du solide etc...(fig.2.1)(Boer (2000), pp 
332-336). 
 
FIG.2.1 : Description d’un milieu poreux microscopiquement très hétérogène par un modèle de 
milieu continu – toutes les variables microscopiques des phases solides et fluide sont moyennées 
sur un élément de volume représentatif. Dans le modèle de milieu continu, les deux phases sont 
présentes simultanément en tout point M.   
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En procédant de la sorte, la structure granulaire est totalement éliminée et le milieux poreux est 
idéalisé en un mélange de plusieurs phases, présentes simultanément en chaque point de l'espace. 
Toutes les grandeurs utilisées sont alors moyennées sur un élément de volume représentatif dont la 
taille est définie par une échelle d'homogénéisation associée au phénomène étudié.  
 
FIG.2.2 : Interprétation des grandeurs macroscopiques. La pression de fluide interstitielle 
moyennée est celle que l’on mesure grâce à un capteur de pression dont la taille est supérieure à 
celle du pore. Un capteur de contrainte enregistre l’ensemble des forces transmises aux contacts 
de chaque grain, c’est à dire la contrainte intergranulaire. 
Dans ce travail, nous ne considèrerons que des systèmes saturés à deux phases (solide + fluide).  
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  =φ   ( 2.2 ) 
où dV f est le volume occupé par le fluide dans l'élément dV. 
Pour chaque phase, on pourra donc définir des quantités macroscopiques moyennées sur 
l'élément de volume considéré. Par exemple, la densité moyenne du solide, définie en chaque point 
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avec  αs = 1 dans les grains solides αs = 0 dans les pores. ρsm  est la valeur microscopique de la densité du solide. Elle peut varier d'un grain à l'autre. 
Dans toute la suite, nous n'utiliserons que des quantités moyennées et nous abandonnerons le 
symbole <...>.  
La pression de fluide interstitiel est également définie macroscopiquement: 
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avec α f = 1 dans les pores et 0 ailleurs. 
pm est la pression du fluide définie dans chaque pore et variable d'un pore à l'autre. La pression 
interstitielle que nous utiliserons est donc une moyenne des pressions régnant dans chaque pore. 
Elle équivaut à la pression mesurée par un manomètre dont la taille du capteur est supérieure à 
celle des pores (fig.2.2). 
 
FIG.2.3 : Illustration du calcul de la porosité surfacique moyenne qui peut être assimilée à la 
porosité volumique (voir le texte). 
Par la suite, nous ferons également intervenir la porosité surfacique moyenne d’un élément de 
volume. Cette porosité surfacique sera assimilée à la porosité volumique φ. En effet, considérons 
l'élément de la figure 2.3. Soit ψ s la porosité surfacique d'une surface horizontale S. La porosité 
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Pour caractériser le comportement à la déformation et à la rupture, il est possible de définir 
différents types de contraintes dans le milieu. Dans le paragraphe suivant, nous nous attacherons à 
les définir. Afin de bien saisir la signification physique de chacune, nous garderons à l'esprit la 
structure granulaire du milieu. Nous suivons ainsi la démarche de Mandl (Mandl (1988), p. 227 et 
suivantes). 
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2.2   Les contraintes du milieu poreux 
2.2.1   Contraintes totale, fluide, squelettique et intergranulaire 
 
fig.2.4 : Eléments de volume et surfaces associées à la contrainte squelettique (a), définie sur S1, et 
à la contrainte intergranulaire (b), définie par rapport à S2. S2 est une surface courbe passant aux 
contacts entre grains (d’après Mandl, 1988). 
Le vecteur contrainte totale  est la somme de toutes les forces agissant sur les parties fluides 
et solides de la surface d'un élément macroscopique par unité de surface de cet élément. 
t
r




    +=   ( 2.7 ) 
st
r
 est la contrainte transmise au travers du squelette solide ("squeletal stress"), définie 
comme la somme des forces sf
r
agissant au travers des parties solides de la surface d'un élément par 
unité de surface totale de l'élément. La surface de l'élément considéré est une surface coupant 
aléatoirement grains solides et pores (surface type S1, fig 2.4c). 
ft
r
 caractérise la contrainte du fluide, définie comme la somme des forces ff
r
agissant au 
travers des parties fluides de la surface d'un élément par unité de surface totale de l'élément.  
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Lorsque le fluide est dans un état hydrostatique, les forces ff
r
 sont perpendiculaires aux 
surfaces et ft
r




..  φ=   ( 2.8 ) 
où P est la pression de fluide et  le vecteur normal à la surface. n
r
Lorsque le fluide circule dans les pores, la relation 2.8 reste valable car les contraintes 
tangentielles microscopiques existant au sein de l'écoulement, s'annulent en moyenne sur une 
surface macroscopique (fig. 2.5) (Hubbert and Rubey, 1959; Mandl, 1988). 
Si σ, σs et σf sont les tenseurs associés à tr , str  et t fr , on a: 
σ = σs + σf = σs + φ.P.Id  ( 2.9 ) 
avec Id, la matrice identité   100 010 001
 
FIG.2.5 : Illustration de l’écoulement poral. Les contraintes tangentielles de l’écoulement 
s’annulent en moyenne sur la surface plane représentée. 
En faisant l’hypothèse qu'une grande partie des déformations des milieux poreux à 
structure granulaire se fait par des mouvements relatifs entre grains (fig. 2.6), nous pouvons 
définir une contrainte macroscopique intergranulaire qui est la somme des forces qui agissent aux 
contacts des grains. Pour se faire, la surface S1 (fig.2.4) entourant l'élément de volume est 
remplacée par la surface ondulée S2 la plus proche de S1 mais passant par les contacts entre grains 
(fig. 2.4). 
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est donc la somme des forces agissant au travers des contacts entre grains par unité de 
surface de S1. 
 
FIG.2.6 : Cisaillement d’un milieu poreux granulaire. La déformation est accomodée 
essentiellement par le mouvement relatif des grains. Lorsque l’arrangement initial des grains est 
assez compact, le cisaillement se caractérise par une dilatation (dilatance). 
2.2.2   Contraintes effectives 
Le concept de la contrainte effective a été introduit par Terzaghi, en 1923, dans son 
développement de la théorie de la consolidation (voir encadré p.23). Elle est définie par: 
σ ' = σ - P.Id  (2.11) 
Depuis son introduction, elle a été largement vérifiée et utilisée pour définir la résistance des 
sols aux cisaillements. De manière plus générale, elle contrôle également les déformations 
élastiques, plastiques...des milieux poreux saturés, ainsi que le comportement des failles et joints 
remplis de fluide interstitiel. 
L'interprétation physique de cette contrainte n'est pas une chose facile. Pour des milieux 
granulaires où les grains sont en contact ponctuel, la porosité ψ (surface ondulée) tend vers 1 et la 
contrainte effective correspond alors à la contrainte intergranulaire: 
σgr = σ - ψ .P.Id = σ - P.Id = σ '  (2.12) 
L'interprétation d'un cisaillement est alors simple puisque la contrainte mise en jeu dans la 
résistance est exactement celle qui est transmise entre les grains (fig. 2.7). 
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La tragique découverte de la contrainte effective 
Dans son livre "Nappes et chevauchements", O. Merle montre comment l'article d'Hubbert et 
Rubey (1959) est resté, 45 ans après sa parution, un article phare sur le rôle des surpressions de 
fluide en tectonique. Il souligne également que, sur le plan mécanique, leur article n'apportait rien 
de nouveau puisqu'il utilisait les concepts de la mécanique des sols de l'époque et reprenait en 
partie les travaux de von Terzaghi sur les glissements (1950).  
Il est vrai que von Terzaghi a été l'un des principaux acteurs du développemet de la mécanique 
des milieux poreux saturés dans la première moitié du XXème siècle. C'est lui qui introduisit la 
fameuse contrainte effective dans son travail sur la consolidation (Terzaghi, 1923) et c'est 
essentiellement lui que l'histoire a retenu. 
Dans "Theory of porous Media, Highlights in the historical development and current state", R. 
de Boer montre que von Terzaghi ne peut pas être le seul crédité de cette découverte et que les 
travaux de Paul Fillunger ont été décisifs dans la formulation des premières théories sur les milieux 
poreux. En effet dès 1913, P. Fillunger s'intéressa à la force de soulèvement hydrostatique que subit 
une digue de terre. Il montra que la force de soulèvement qui agit sur un élément de volume dépend 
étroitement du type de surface qui l'entoure (voir paragraphe 2.3.1). Il discuta de la force de friction 
subie par les grains d'un matériau soumis à un écoulement de fluide (voir paragraphe 2.3.2) et fut 
également le premier auteur à établir clairement que les équations de comportement des matériaux 
ne devaient pas être écrites en contraintes totales. Enfin, et contrairement à von Terzaghi, il traita le 
problème de la consolidation (1936) par un modèle de mélange de deux phases incompressibles 
(solide + fluide) pour lesquelles il écrivit la conservation de la masse et du moment et introduisit 
une force d'interaction entre les deux phases. Son approche était tout à fait originale et moderne 
pour l'époque puisque la description des milieux poreux par des mélanges n'a été développée que 
dans les années 60. 
De son côté, von Terzaghi utilisa l'expression de la contrainte effective en 1923 de manière 
purement intuitive et sans justification particulière. Ce n'est qu'en 1936, selon Skempton (1960), 
que l'idée même de la contrainte effective est apparue clairement (Terzaghi et Renduli, 1936). 
Savoir lequel de Fillunger ou von Terzaghi a le plus apporté à la mécanique des sols n'est 
finalement que peu de chose face à la tragédie qui a accompagné ces découvertes. En effet, bien 
que travaillant tous deux à la Technische Hochschule de Vienne, Fillunger et von Terzaghi 
n'avaient pas du tout les mêmes idées et une violente dispute éclata entre les deux hommes à propos 
d'un article que voulait publier von Terzaghi en 1933, et dans lequel il remettait en cause le 
traitement de la poussée hydrostatique par Fillunger. Ils restèrent en froid près de 4 annèes durant 
lesquelles Fillunger attaqua von Terzaghi à plusieurs reprises et en particulier dans 
« Erdbaumechanik » (1936), un pamphlet dans lequel il critiquait violemment son collègue et toute 
la mécanique des sols en général. Cet écrit lui valut une action disciplinaire au terme de laquelle il 
se suicida avec sa femme. 
 
Lorsque les contacts ne sont plus ponctuels, il est logique de penser que la contrainte contrôlant 
le cisaillement reste liée aux forces transmises aux contacts. D'après la figure 2.7, on peut donc 
écrire: 
τ = c + µ .σngr = c + µ.(σn - ψ.P)  (2.13) 
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avec c la cohésion, σngr et σn les contraintes intergranulaire et totale normales à la surface de 
cisaillemment, τ  la contrainte cisaillante nécessaire au glissement. 
Dans ce cas précis, il serait plus judicieux d'employer une contrainte normale effective, plus 
générale (σ''n), définie comme: 
σ''n = σn - k.P  (2.14) 
où k est un coefficient caractérisant la surface de contact entre les grains. 
 
FIG.2.7 : Influence de la taille des contacts entre grains sur la définition de la contrainte effective. 
Dans le cas de contacts ponctuels, la contrainte effective correspond à la contrainte 
intergranulaire. Dans un cas contraire, la contrainte effective ne correspond plus à la force mise 
en jeu lors d’un cisaillement. Son interprétation et sa justification sous sa forme classique sont 
alors plus délicates.  
Skempton (Skempton, 1960a), après avoir étudié attentivement les propriétés mécaniques des 
grains eux-mêmes, en est arrivé à la conclusion que la contrainte effective, définie par von 
Terzaghi, était valable lorsque les grains étaient incompressibles (contacts ponctuels conservés). 
Dans le cas contraire, la contrainte définie par l'équation 2.14 était préférable. Cependant, de 
nombreux tests et expériences menés sur des sols ou roches saturées (Bishop and Skinner, 
1977; Handin et al., 1963) ont montré que la contrainte effective, sous sa forme classique, 
contrôlait la résistance au cisaillement des matériaux granulaires, mais également ceux 
montrant des contacts intergranulaires non ponctuels et même ceux ne présentant aucune 
structure granulaire (Mandl, 1988). C'est en raison de ces contradictions apparentes et de la 
difficulté à décrire de manière précise les contraintes dans les milieux poreux, que la notion de 
contrainte effective a toujours été un sujet de controverse (McHenry, 1948; Leliavsky, 1958; 
Hubbert, 1959; Laubscher, 1960; Birch, 1961; Hubbert, 1961; Hubbert, 1961; Jaeger and Cook, 
1979). 
Une définition plus générale de la contrainte effective a également été donnée dans le cadre de 
la poroélasticité développée par (Biot, 1941) puis bien d'autres (Garg and Nur, 1973; Nur and 
Byerlee, 1971; Rice and Cleary, 1976; Robin, 1973; Rudnicki and Rice, 1975). 
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où E et υ sont le module d'Young et le coefficient de Poisson de la matrice solide. 
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En posant σ'' = σ - α .P.Id, ces équations apparaissent similaires aux équations d'élasticité sans 
pression de fluide aux pores: 
σxx '' = λ.∆ + 2G.εxx  etc... 
Cette similarité a amené notamment Nur et Byerlee (1971) à parler de "véritable contrainte 
effective" pour qualifier σ '' (Mandl, 1988). 
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Lorsque la compressibilité du matériau solide peut être négligée face à la compressibilité 
globale ( Ks >> K ), σ '' et σ ' se confondent. Cette hypothèse correspond, en fait, à celle posée par 
von Terzaghi dans son développement sur la consolidation où il avait été amené à introduire la 
contrainte effective. On peut également noter que ceci est en accord avec nos remarques sur les 
contacts entre grains du paragraphe précédent. L'incompressibilité du matériau solide favorise les 
contacts ponctuels et justifie l'utilisation de σ '. 
Par soucis de simplification et de pédagogie, nous ne considérerons, par la suite, la contrainte 
effective que sous sa forme classique. 
 
Action d’un fluide sur une surface 
 
La loi de comportement d’un fluide visqueux Newtonien lorsque les variations de densité sont 
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La signification physique de cette équation peut facilement être appréhendée en considérant un 
écoulement laminaire de fluide le long d’une surface plane (état stationnaire et lignes de courant 
parallèles à la surface). Si l’on mesure Vx (figure ci-dessus), on constate qu’elle tend vers 0 lorsque 
y tend également vers 0. Les particules fluides en contact avec la paroi semblent adhérer à celle-ci. 
D’après l’équation ci-dessus, le fluide exerce 2 types de contraintes : 
- une contrainte normale à la surface : σ yy = P 
- une contrainte tangentielle ).(
y
Vx
fxy ∂∂= νσ  
La présence de σ xy montre que « l’écoulement du fluide tire la paroi dans son sens ». Cette 
contrainte est proportionnelle au gradient de vitesse 
y
Vx∂∂  à la paroi via la viscosité dynamique du 
fluide νf . Du point de vue microscopique (figure ci-dessus), les particules fluides (A et B) glissent 
les unes sur les autres. Le phénomène de frottement entre celles-ci dépend uniquement des 
propriétés du fluide. Comme les particules A, en contact avec la surface sont considérées comme 
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immobiles, elles transmettent directement ce frottement à la paroi. Ainsi la force tangentielle subie 
par la surface a une origine purement interne au fluide exprimée par la viscosité. Quelle que soit la 
rugosité de la paroi, cette contrainte est donc toujours la même. Nous parlerons de force 
d’entraînement visqueux pour parler de cet effet. 
La force d’Archimède : effet des pressions normales aux surfaces 
 
Lorsque le fluide est statique, seules les pressions normales aux surfaces agissent. La résultante 





avec  le vecteur normal à la surface dirigé vers l’extérieur et S la surface de l’objet entouré n
r
du fluide. 





Lorsque le fluide est à l’état statique, gP w
rv
.ρ=∇ , on a donc : 
VgF w ..
rr ρ−=  
La force résultante des pressions normales à la surface extérieure est donc égale au poids du 
volume d’eau déplacé par le corps, dans le cas hydrostatique. C’est la fameuse force d’Archimède. 
Il est important de noter qu’une telle force est présente quelle que soit le gradient de pression. 
Ainsi lorsque le fluide n’est pas à l’état hydrostatique, le corps subit une force plus générale 
analogue à celle d’Archimède et qui s’écrit : 
VPF .∇−= rr  
 (le gradient est supposé constant) 
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2.3   Equilibre des contraintes dans un milieu poreux saturé 
2.3.1   Fluide à l'état hydrostatique - soulèvement hydrostatique 
Dès 1913, Fillunger s'est demandé si un barrage saturé d'eau subissait une force de soulèvement 
équivalente à une force d'Archimède. Cette question a été plusieurs fois débattue par la suite (Boer, 
2000) et a encore fait l'objet d'une controverse suite à l'article d'Hubbert et Rubey (1959) (Birch, 
1961; Hubbert and Rubey, 1961a; Hubbert and Rubey, 1961b; Laubscher, 1960; Moore, 1961). 
Fillunger avait montré que la force subie par le système n'était pas la même selon la surface qui 
entourait l'élément poreux considéré (voir p.23) 
 
FIG.2.8 : Illustration de la force exercée par un fluide à l’état statique sur un élément de volume 
selon sa surface. Dans le premier cas (a), l’élément ne subit aucune force verticale de la part du 
fluide, tandis que dans le second (b), il ressent une force de soulèvement. 
La présence d'une force d'Archimède dépend en fait du type de contrainte macroscopique que 
l'on considère (Mandl, 1988). 
Ce résultat peut être très facilement déduit des équations d’équilibre de Cauchy et de la 
définition des différentes contraintes ( cf. ci-dessous). L’interprétation physique est peut-être moins 
évidente. C’est pourquoi, nous invitons le lecteur non-averti à regarder l’exemple du tas de sable de 
l’encadré « Force d’Archimède ou pas ? » (p.31). 





.    ρ=∇=∇  (2.18) 
Il peut être très facilement montré que l'élément de volume unitaire dV de la figure 2.8a ne subit 
aucune force de la part du fluide. En effet, admettons que le fluide exerce une force Ff de flottaison 
sur le solide à l'intérieur de l'élément considéré. En réponse, le fluide subit une même force de sens 
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opposé -Ff vers le bas. Le fluide est également soumis à son propre poids et à la différence de 
pression entre le sommet (P1) et le bas (P2) de l'élément. On peut donc écrire: 
Ff + φ.ρw.g + φ.P1 = φ.P2  (2.19) 
Le fluide étant à l'état hydrostatique, on a: 
Ff  + φ.ρw.g = φρw.g  (2.20) 
donc Ff = 0. 
Le fluide n'exerce donc aucune force sur le solide. 
Il est maintenant important de remarquer qu'en utilisant une surface coupant aléatoirement 
grains et pores, la contrainte macroscopique du solide qui est regardée est la contrainte squelettique σs (voir paragraphe 2.2.1). Le même résultat peut être retrouvé à partir des équations d'équilibre des 
contraintes des milieux continus (équations de Cauchy) appliquées à l'élément considéré. Le fluide 
n'étant soumis qu'à la gravité, on peut écrire pour les contraintes totales (axe z vertical dirigé vers le 
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avec ρb = (1-φ).ρs + φ.ρw 
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On voit que le fluide disparaît de l'expression de l'équilibre des contraintes transmises dans la 
matrice. De ce point de vue, un système sec est l'équivalent d'un système saturé. Une démonstration 
plus poussée sera trouvée dans l'article de Dahlen (1990). 
En revanche, en considérant l'élément de volume entouré d'une surface ondulée (fig. 2.8.b), la 
contrainte macroscopique considérée est la contrainte intergranulaire (voir paragraphe 2.2.1). Dans 
le cas de contacts ponctuels, elle correspond à la contrainte effective ( σ' = σ - P.Id ). Comme 






















30  Pressions de fluide, forces de courant et contraintes effectives 
 
Le terme (1-φ).(ρs-ρw).g correspond au poids de la matrice solide (1-φ).ρs.g corrigé de 
l'équivalent d'une force d'Archimède -(1-φ).ρw.g. Dans le cas de contacts ponctuels, on peut 
montrer très simplement que ce terme est bien la somme des forces d'Archimède appliquées à 
chaque grain individuellement. La force d’Archimède apparaît dans le système car la surface 
entourant l’élément macroscopique est entièrement soumise à la pression du fluide (fig. 2.8.b) 
contrairement au premier cas (fig. 2.8.a).  
Ainsi, lorsque l’on considère l’équilibre des contraintes effectives, sous leur forme classique, 
dans un milieu poreux, on suppose que l’on est capable de définir des éléments de volume dont la 
surface externe est entièrement soumise à la pression du fluide. La force d’Archimède agit alors sur 
ces éléments. Dans un milieu à contacts ponctuels, les plus petits éléments de volume répondant à 
cette hypothèse sont les grains eux-mêmes. Lorsque les contacts ne sont plus ponctuels, il paraît 
toujours possible de définir une surface entourant un amas de grains et répondant au critère 
souhaité. Les contraintes effectives s’appliquent alors effectivement le long de ces surfaces. On 
voit donc apparaître ici une échelle minimale d’application des contraintes effectives qui confirme 
bien son caractère macroscopique. Pour bien décrire le système par une schématisation en milieu 
continu employant la contrainte effective, l’échelle d’homogénéisation devra nécessairement être 
plus grande que les amas (fig 2.9).  
 
FIG.2.9 : Surfaces fermées entourant des amas de grains à contacts non ponctuels 





Force d’Archimède ou pas ? 
 
Considérons un échantillon de sable immergé constitué de grains à contacts ponctuels et  
reposant sur une base fixe (fig. ci-dessous). La surface de l’eau est supposée coïncider avec la 




Dans le cas 1, les grains touchant le fond sont de forme hémisphérique et l’eau ne passe pas 
entre les grains et le fond. Dans le 2ème cas, le milieu est en tout point identique mais les grains du 
fond sont en contact ponctuel avec la base. Nous allons comparer la contrainte transmise à la 
base (σa) par les grains dans les deux cas (modèle à une dimension). 
Pour les deux systèmes, la contrainte totale (σt) appliquée est égale au poids des grains et de la 
colonne d’eau. 
zgwst .)..).1(( ρφρφσ +−=       et  zgP w ..ρ=  
où z est la hauteur de sable et d’eau. 
Cas1 : Pat .φσσ +=  
On peut déduire que σa vaut : zgsa ..).1( ρφσ −=  
Cas2 : Pat += σσ  
Donc : zgwsa .).).(1( ρρφσ −−=  
Dans le premier cas, σa équivaut au poids des grains de sable uniquement. Le fluide 
n’intervient pas. Dans le second, la contrainte transmise correspond au poids des grains corrigé de 
la force d’Archimède. La différence est donc très importante bien que l’on n’ait changé que la 
forme des grains du bas ! Mais, ce faisant, nous avons également modifié la surface sur laquelle 
s’appliquait la pression de l’eau. Dans le premier cas, les grains hémisphériques du bas ressentent 
effectivement le poids des grains du dessus, corrigé de la force d’Archimède. Ils subissent 
également la pression P régnant à la profondeur z sur leur surface supérieure. Mais, contrairement 
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au deuxième cas, cette pression ne s’applique pas en dessous des grains.  La pression du dessus 
n’est donc pas compensée. On peut facilement montrer que l’effet de cette pression est une force de 
(1-φ).ρw.g.z par unité de surface du fond. Cette force compense donc, en moyenne, l’effet de la 
force d’Archimède sur tous les autres grains situés au dessus. Ainsi, dans le cas 1, du point de vue 
des contraintes transmises par les grains, la base ne ressent absolument pas la force d’Archimède ! 
 
Conclusion : 
L’application de la force d’Archimède à un système, qu’il soit composé d’un ou de plusieurs 
grains, dépend de sa surface externe. Si le système peut être entièrement entouré d’une surface 
soumise à la pression de l’eau, la force d’Archimède s’exerce alors pleinement. 
Nous pouvons, également, d’ores et déjà remarquer que dans le cas 1, σ a = σ s et σ a = σ’ dans 
le cas 2. 
 
 
2.3.2   Fluide non hydrostatique - écoulement poral 
Lorsque le fluide n'est pas à l'état statique, il a tendance à s'écouler si sa viscosité et la 
perméabilité du milieu le lui permettent. Dans un tel cas, le gradient de pression de fluide peut être 
décrit comme la somme d'un gradient statique (poids de l'eau) et d'un gradient "anormal" (noté nh 
pour non-hydrostatique), moteur de l'écoulement: 
nhwnhh
PgPPP ∇+=∇+∇=∇ rrrrr   .      ρ   (2.24) 
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L'écoulement du fluide transmet donc une force -
nh
P∇r. φ au squelette solide. Nous montrerons 
que cette force est due aux forces de friction visqueuse qui ralentissent l'écoulement au sein du 
milieu poreux. 
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En plus de la force de soulèvement, la matrice solide est donc soumise à -
nh
P∇r , ce qui diffère 
de l'effet sur la contrainte squelettique (
nh
P∇− r. φ ). La différence vaut -
nh
P∇− r. )1( φ et équivaut à 
la force d'Archimède liée au gradient 
nh
P∇r , c'est à dire l'effet des forces de pression s'appliquant 
perpendiculairement aux surfaces. Nous avons vu que dans le cas hydrostatique, la force 
d'Archimède (-(1-φ).ρw.g) n'apparaissait pas dans l'expression de l'équilibre des contraintes 
squelettiques σs (eq.2.22), son équivalent -
nh
P∇− r. )1 φ( n'apparaît donc pas non plus dans le cas 
d'un gradient non-hydrostatique 
nh
P∇r  (fig. 2.10)(eq. 2.25). 
Le terme 
nh
P∇r est couramment appelé « force de courant » ou « seepage force » en 
anglais. 
 
FIG.2.10 : Milieux poreux soumis à un gradient de pression non hydrostatique. Comme dans le cas 
hydrostatique (fig.2.8), le deuxième élément subit l’équivalent d’une force d’Archimède liée au 




P∇r. φ , nous considérerons un milieu poreux simplifié, inséré dans un 
piston de section S (fig. 2.11). La pression de fluide à la base est maintenue à une valeur Pb, tandis 
qu'au sommet elle vaut Psup. Le fluide est supposé être de l'air (ρair négligeable). Seul l'effet de 
nh
P∇r  est donc présent. L'axe des z est toujours dirigé vers le bas. La porosité et la perméabilité du 
milieu sont assurées par n tubes verticaux de diamètre R. La porosité vaut:  







πφ =   (2.27) 
Soumis à la différence de pression (Pb - Psup = ∆P), le fluide s'écoule au travers des tubes. Nous 
nous proposons de calculer  la force verticale exercée par le fluide sur le solide. La loi de 
comportement d'un fluide visqueux Newtonien s'écrit (Bear, 1988): 









IdtMPtM ∂∂+∂∂+= νσ   (2.28) 
où σij sont les composante du tenseur des contraintes au point M à l'instant t. νf est la viscosité 
du fluide et V sa vitesse. Pour un écoulement laminaire, deux types de contraintes vont s'exercer sur 
une surface plane: la pression, perpendiculaire à la surface, et une contrainte cisaillante visqueuse 
(voir l’encadré p.26). 
 
FIG.2.11. Milieu effectif où la perméabilité est assurée par une série de tubes verticaux dans 
lesquels se produit un écoulement. On montre facilement que pour une même différence de 
pression entre le sommet et la base, l’élément poreux subit la même force. 




PRrru ∂∂−= ν4  )( 22   (2.29) 
où u(r) est la vitesse verticale du fluide à la distance r du centre du tube (fig. 2.11). 
Sur les parois de chaque tube, cet écoulement transmet une force de friction visqueuse verticale σrz: 






u ∂∂=∂∂= ννσ 2 -      (2.30) 
où ∂P/∂z|nh est supposé constant. 
En intégrant cette contrainte sur toute la surface du tube, on déduit la force verticale exercée 
par le fluide dans chaque tube: -π.R2.∆P. La force de friction visqueuse dans tous les tubes est 
donc: -π.R2.∆P.n = -φ.S.∆P.  
Ajouté à cette force, le fluide exerce aussi une pression perpendiculaire à la base et au sommet 
de l'échantillon (à l'intérieur des tubes, ces forces n'ont pas de composante verticale). La résultante 
est donc: Psup.S.(1-φ) - Pb.S.(1-φ) = -(1-φ).S. ∆P 
Si l'on compare notre milieu effectif à l'élément de milieu poreux 2.8.a de la figure 2.8, alors on 
ne doit pas tenir compte de cette deuxième force. Seule la friction visqueuse à l'intérieur des tubes 
agit (-φ.S.∆P). On retrouve ainsi le terme -φ.∇P|nh présent dans l'équation 2.24. Ce sont donc bien 
les effets des forces visqueuses qui apparaissent dans l'équilibre des contraintes du squelette.   
En revanche, lorsque l'on considère les contraintes effectives, la surface soumise à l'action des 
fluides comprend bien les forces basales et supérieures de l'échantillon. La force subie est donc: 
F = - (1-φ).S. ∆P - φ.S. ∆P = - S.∆P 
Il est crucial de remarquer que cette force ne dépend pas de la porosité. Quels que soient 
le nombre et la taille des tubes, la force subie par l'échantillon sera la même, même dans le 
cas extrême où il serait imperméable. Seul le rapport entre les forces de friction et les effets 
des pressions va changer. 
 
FIG.2.12 : Dispositif permettant de vérifier l’action d’un gradient de pression d’air sur un 
échantillon de sable 
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Vérification expérimentale 
Un moyen très simple de vérifier l'action des forces de courant ou "seepage force", est de faire 
circuler verticalement de l'air au travers d'un échantillon de sable, tout en mesurant son poids. 
Une masse connue de sable est ainsi déposée dans un cylindre de plastique sans fond, suspendu 
juste au dessus d'un tamis. Ce dernier repose sur une balance (fig.2.12). Le tamis permet à l'air de 
pénétrer par la base et de circuler librement dans le sable. Au sommet du cylindre, un système 
d'injection ou d'aspiration d'air permet de réguler la pression d'air Psup au dessus de l'échantillon. La 
pression à la base reste à la pression atmosphérique. La différence de pression crée donc un 
écoulement au sein du sable. L'opérateur peut alors mesurer les variations de poids du sable sur la 
balance (fig.2.12). 
En tenant compte des effets de frottement entre sable et parois du cylindre (voir chapitre3), on 
vérifie assez bien que l'échantillon est soumis à une force (Psup-Pb).S = -∆P.S. Si  ∆P > 0 
(aspiration au sommet), le poids apparent du sable diminue. Si ∆P < 0 (injection d'air), il augmente. 
Ce type de dispositif sera utilisé au chapitre 3 pour effectuer des tests de cisaillement 
d'échantillons de sable soumis à un gradient de pression d'air. 
2.3.3   Conclusion 
L'équation d'équilibre des contraintes effectives d'un milieu poreux statique soumis à un 
gradient de pression de fluide non hydrostatique: 
nh
w
PgP ∇+=∇ rrr   .  ρ   (2.24) 




Pg- ( ∇−−=∇ rrr ).).(1 ' . ρρφ?  (2.26) 
Du point de vue des contraintes effectives, la phase solide est ainsi soumise à l'équivalent de 
trois forces de volume (fig.2.13): 
- son propre poids (1-φ).ρs.g ; 
- un soulèvement hydrostatique équivalent à une force d'Archimède - (1-φ).ρw.g ; 
- une force de courant -
nh
P∇r . 
Dans un milieu poreux perméable, 
nh
P∇r  donne naissance à un écoulement, qui, lorsqu'il est 
permanent et dominé par les forces visqueuses, est décrit par la loi de Darcy: 
nh
f
Pkq ∇−= rr ν    
avec q
r
 la vitesse de Darcy (flux de fluide par unité de surface de milieu poreux, ms-1), et k la 
perméabilité intrinsèque isotrope (m2). k prend la forme d'un tenseur dans le cas d'un milieu 
anisotrope (Bear, 1988). 
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FIG.2.13 : Résumé de l’action du fluide sur le milieu granulaire en terme de forces de volume. 
Contrairement à ce que pourrait indiquer son nom, la force de courant ne dépend en 
aucun cas de la vitesse de l'écoulement. Elle est présente dès qu'il y a une pression de fluide 
anormale. Ainsi des sédiments de très faible perméabilité (10-18 à 10-20 m2) soumis à une 
surpression de fluide proche de la pression lithostatique subiront une force de courant proche 
de leur propre poids, et cela, même si les vitesses de Darcy mises en jeu ne dépassent pas le 
mm/an. 
Contrairement aux deux autres forces (poids, soulèvement) qui agissent verticalement, les 
forces de courant peuvent prendre n'importe quelle direction et modifier ainsi la valeur et 
l'orientation des contraintes effectives principales. Ces forces sont très utilisées en mécanique 
des sols où les écoulements de fluide sont mesurables. En revanche, au cours de cette thèse, nous 
nous sommes aperçus qu'une grande partie de la communauté des géologues appréhendait très mal 
ces notions. Il est assez frappant de constater que de nombreux livres d'enseignement en tectonique 
passent sous silence ces effets en introduisant uniquement le concept de la contrainte effective de 
von Terzaghi (Hoobs et al., 1976; Price and Cosgrove, 1990; Ramsay and Huber, 1983). 
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Forces de courant en mécanique des sols et géotechnique 
 
Il n'est pas surprenant de constater que les principales avancées sur les milieux poreux saturés 
aient été faites dans le cadre de la mécanique des sols et de la géotechnique. Les objets d'étude, 
sols, talus, digues, barrages..., sont souvent très inclinés et soumis à des variations hydrologiques 
importantes en raison des fluctuations météorologiques. La mauvaise prise en compte du "facteur 
eau" dans les études géotechniques peut avoir des conséquences dramatiques et souvent très 
coûteuses (voir figure ci-dessous). 
Von Terzaghi a introduit sa contrainte effective dans le cadre de la théorie de la consolidation 
qui décrit le tassement d'un sol lorsque l'eau s'en échappe. Mais bien avant, Fillunger (1914) avait 
déjà souligné les effets des gradients horizontaux de pression de fluide dans les barrages (Boer 
2000): 
"Before ich daran gehe zu zeigen, wie man den Auftrieb in die Berechnung von Talsperen 
einführen kann, müssen wir noch einer zweiten wenig bekannten Kraft nähertreten, nämlich der 
kapillaren Reibung des Wassers. Die Druckniveaulinien des ruhenden Wassers verlaufen 
horizontal und es entsprechen 10 m Höhendifferenz einem Druckunterschied von 1 atm. Bei jeder 
anderen Lage der Niveaulinien muβ man annehmen, daβ das Wassers in Bewegung ist und daher 
Reibungskräfte hervorruft." 
"Avant de montrer comment introduire le soulèvement hydrostatique dans le comportement 
mécanique d'un barrage, nous devons prendre en considération une seconde force: la friction 
capillaire de l'eau. La surface de l'eau au repos est horizontale et une différence de hauteur de 10 
m d'eau correspond à une différence de pression de 1 atm. Toute autre forme de la surface de l'eau 
implique un écoulement et cause ainsi une des forces de friction." 
En effet pour bien appréhender la limite de stabilité d'une digue de terre, il faut bien être 
conscient que celle-ci est en général perméable. De ce fait, un écoulement, même très faible, s'y 
produit. L'effet de la différence de pression entre les deux côtés de la digue est ainsi distribué dans 
toute la partie saturée du barrage. Il serait alors incorrect de considérer que la pression du fluide ne 
s'exerce que sur son côté immergé. Dans une méthode aux éléments finis pour le calcul des 
contraintes dans un barrage, les forces de courant sont simplement introduites comme une force de 
volume supplémentaire agissant sur chaque élément de la maille (Zienkiewicz, 1964, 1965, 1971). 
Bien que les forces (ou pression) de courant soient décrites dans la plupart des livres de 
mécanique des sols (Lambe et Whitman, 1969, Habib, 1973, Jaeger et Cook 1979) ou 
d'hydraulique (Bear 1988, Marsily, 1994), il est assez surprenant (voir rassurant pour les 
géologues) de constater qu'elles sont parfois mal comprises par les géotechniciens et mécaniciens 
eux-mêmes. On peut citer ainsi Pierre Martin qui écrit dans son livre " La géotechnique-principes 
et pratiques ", pages 152-153: 
"Les effets de l'eau souterraine en géotechnique déterminent l'instabilité des talus, murs, 
parois, dallages, chaussées...; c'est l'ignorance de la pression de courant, due à la circulation de 
l'eau dans la roche d'un de ses appuis, qui est à l'origine de la catastrophe du barrage de 
Malpasset sur le Reyran en 1959. De nombreux soutènements mal drainés s'écrouleront encore 
contre une roche pratiquement imperméable, au faible débit de fuite au cours d'exécution de 
fouilles, avant que l'on ait compris que la pression de courant n'a pas grand chose à voir avec la 
pression hydrostatique; une paroi mal drainée contre une roche presque imperméable au débit de 
fuite insignifiant, peut-être plus dangereuse que contre une roche très perméable au débit de fuite 
spectaculaire; dans le premier cas, la pression de courant, très variable, peut être temporairement 
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beaucoup plus élevée que prévue; dans le second, la pression hydrostatique est quasi permanente, 
facile à prendre en compte dans les calculs."  
On voit transparaître ici que la force de courant est souvent associée à la notion de débit de 
l'écoulement. Cette confusion provient sans nul doute de son nom très mal approprié (également en 
anglais:"seepage force").   
 
 
Exemple de destabilisation d’un mur en raison d’un mauvais drainage. Lors de fortes 




2.4   Pression de fluide et cercle de Mohr 
2.4.1   Représentation des états de contraintes totales et effectives 
Le cercle de Mohr est une représentation de l'état des contraintes fréquemment utilisée dans les 
analyses tectoniques. Il représente les contraintes normales et tangentielles s'exerçant sur tous les 
plans de l'espace en un point M (fig 2.14). 
Les contraintes effectives sont définies par σ'n = σn - P et τ' = τ quel que soit le plan considéré. 
Le  cercle correspondant sera donc de même diamètre que celui des contraintes totales mais décalé 
d'une valeur de P (fig 2.14). 
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FIG.2.14 : Représentation des états de contraintes totales et effectives dans un diagramme de Mohr. 
Les deux cercles sont décalés de P. 
2.4.2   Effets d'une variation de pression de fluide sur les cercles de 
contraintes 
Il est assez courant de constater que bon nombre d'analyses tectoniques se font en calculant un 
état de contraintes effectives à partir d'un état de contraintes totales, le fluide étant à l'état 
hydrostatique. L'effet d'une variation ∆P de la pression de fluide est ensuite appréhendé en faisant 
une translation ∆P du cercle des contraintes effectives vers l'origine. Cette méthode est souvent 
utilisée pour estimer la pression nécessaire à la rupture ou la réactivation d'un plan de faille (Mello 
and Pratson, 1999; Willis and Buck, 1997). Il est important de souligner que cette pratique suppose 
une hypothèse très forte: la constance de l'état des contraintes totales.   
Si une telle hypothèse est tout à fait valable dans le cas d'un test triaxial sur un échantillon de 
roche par exemple, il faut être beaucoup plus prudent avant de l'appliquer aux cas naturels où l'on 
trouve des surpressions de fluide. Nous avons en effet vu, que le fluide agit sur les contraintes 
effectives par l'intermédiaire des forces de courant qui peuvent être assimilées à des forces de 
volume. Toute modification dP de la pression modifie donc la résultante des forces volumiques et 
peut modifier, à priori, toutes les contraintes (normales ou tangentielles) (fig 2.13). 
Afin d'illustrer les effets d'un changement de pression de fluide sur l'état de contraintes et le 
cercle de Mohr, nous traiterons les exemples simples de 2 milieux poreux, tectoniquement relâchés, 
l'un horizontal et l'autre légèrement incliné, tous deux soumis à un gradient de pression. 
Ces deux exemples seront traités de manière élastique. Le choix de ne pas utiliser une rhéologie 
classique de Mohr-Coulomb est délibéré. Nous montrerons ainsi que ce n'est pas la limite de 
plasticité qui conditionne le changement des contraintes totales mais bien les forces de volume et 
les conditions aux limites du système.  
Nous supposons que dans les deux cas envisagés, l'état stationnaire est atteint pour le fluide. 
Les calculs des contraintes et de l'écoulement du fluide peuvent être traités séparément (Iverson 
and Reid, 1992). 
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A. Milieu élastique 2D horizontal 
Supposons qu'un milieu poreux élastique en déformation plane (εy = 0) soit confiné dans un 
récipient à parois verticales (fig. 2.15a) - équivalent d'un bassin tectoniquement relâché. La friction 
sur les bords est nulle et toute déformation horizontale est interdite (εy = 0). Dans ce cas, la 
contrainte verticale totale peut être écrite: 
zg
bzz
..  ρσ =  
et la contrainte effective: 
zg
wszz
.).).(1(  ' ρρφσ −−=  
Sous l'effet de son propre poids, le milieu a tendance à se déformer également horizontalement. 
La présence des parois latérales interdit toute déformation et il se crée une contrainte horizontale σxx' qui peut être écrite: 
'.  '
zzxx
K σσ =   (2.32) 
avec νν−= 1  K  et ν le coefficient de Poisson. 
Admettons que la pression de fluide à la base du système augmente. Il se crée alors un 






  g  
z ∂∂−−−=∂∂ ).).(1(' ρρφσ  
Si dP est la variation de pression de fluide par rapport à l'état hydrostatique à la profondeur z. 
La variation de contrainte effective verticale est donc: 
dσzz' = - dP (2.33) 
N'ayant aucune composante verticale, le gradient de pression ne modifie pas directement la 
contrainte horizontale. Néanmoins, la déformation créée par la variation de σzz' modifie σxx'. 
D'après l'équation 2.32: 
dσxx' = -K.dσzz' (2.34) 
Les variations de contraintes totales sont donc: 
dσzz' = 0  (2.35) 
dσxx' = (1-K).dP (2.36) 
Dans un tel système, toute variation de la pression du fluide modifie donc le rayon du cercle de 
Mohr et l'état des contraintes totales. Les contraintes cisaillantes horizontales et verticales restent 
invariantes mais toutes les autres sont modifiées. Un tel couplage entre pression de fluide et 
contraintes totales est caractéristique de nombreux bassins sédimentaires et champs pétroliers 
(Hillis, 2002). Hillis (2002) a synthétisé les données de différents bassins et montre que K varie de 
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0.2 à 0.7. Des calculs similaires peuvent être faits avec d'autres lois de comportement: Mohr-
Coulomb ( K = (1-sin φi)/(1+sinφi) avec φi l'angle de friction interne), plasticité parfaite ( K = 1 ). 
Dans le cas d'un sable K = 0.5 (Lambe and Whitman, 1969). 
 
FIG.2.15 : Schéma d’évolution du cercle de Mohr en réponse à une variation dP de la pression de 
fluide dans le cas d’un système horizontal (a) et dans une pente (b). Dans les deux cas, les cercles 
diminuent. Pour le système incliné, on a également une rotation des contraintes ( variation de γ ). 
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B. Milieu élastique 2D incliné 
Le système précédent est maintenant incliné de quelques degrés. Les forces de courant 
produites par une surpression basale sont toujours perpendiculaires à la surface. Dans ce cas, la 
direction de la résultante des forces de volume (poids, flottaison et force de courant) dépend 
directement de l'intensité de la force de courant, c'est à dire de la surpression. Pour calculer la 
distribution de contraintes dans le milieu, nous avons employé une méthode aux éléments finis 
(voir introduction du chapitre 4) en supposant les déplacements ux nuls sur les parois verticales et à 
la base, et uz (déplacements verticaux) nuls à la base. Le modèle à un rapport longueur/épaisseur de 
5. Les cercles de contraintes effectives calculés en deux points du modèle, l'un au milieu et l'autre 
près du mur du bas, sont représentés sur la figure 2.15b pour différentes pressions de fluide. La 
surpression est exprimée en fonction du paramètre λ*: 
αρρφλ cos..).).(1(     * zgPP
ws
h−− −=  (2.37) 
où P|h est la pression hydrostatique à la profondeur z et α la pente. λ* = 0 signifie qu'il n y a pas 
de surpression. 
La figure 2.15b montre que l'augmentation de la pression du fluide a plusieurs effets: 
- comme précédemment, le rayon du cercle de Mohr diminue; 
- le tenseur subit une rotation (variation de γ); 
- près de la paroi en aval (point M), le rayon du cercle passe par un minimum puis 
réaugmente. La contrainte principale σ1' est alors plus proche de l'axe des x que de la 
verticale. Cette partie du modèle rentre en compression. 
Globalement, du point de vue des forces de volume et des contraintes effectives, l'augmentation 
de la pression a le même effet qu'une rotation du modèle accompagnée d'une diminution de la 
densité du matériau. 
C. Conclusion: 
Ces deux exemples simples traités de manière élastique, nous ont montré que les variations 
de pressions de fluide modifiaient le tenseur des contraintes effectives, notamment en provoquant 
une réorientation des contraintes principales. L'état de contrainte totale est ainsi perturbé par le 
changement des pressions.  
2.5   Conclusion 
Au travers de ce chapitre, que nous avons voulu le plus didactique possible, nous avons montré 
comment les fluides agissaient sur le solide par l'intermédiaire des forces de courant. Elles sont 
ainsi présentes dès qu'il y a une variation spatiale de la pression du fluide, même si les écoulements 
ne sont pas mesurables. On les retrouvera à toutes les échelles, du bassin sédimentaire à la simple 
fracture. En modifiant l'intensité et l'orientation des contraintes effectives, elles seront responsables 
notamment de la formation de décollements (voir les chapitres 5 et 6), de failles listriques (chapitre 
6) et modifieront la limite de stabilité des édifices (prismes d'accrétion, pente). 
Les forces de courant ne sont pas nouvelles car elles ont été découvertes avec la contrainte 
effective. Cependant, ces notions ne semblent pas s'être très répandues en géologie. Au cours des 
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chapitres suivants (chapitres 5, 6 et 7), nous montrerons que leur emploi facilite l'analyse et permet 
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Chapitre 3    
Modélisation analogique avec fluide 
aux pores 
3.1   Introduction 
Certains phénomènes physiques sont suffisamment simples et bien connus pour permettre une 
description mathématique complète. D’autres, en revanche, plus complexes, rendent cette analyse 
beaucoup plus difficile, voire impossible. L’expérimentation directe est un des moyens de tirer des 
informations supplémentaires sur ces systèmes. Lorsque celle-ci n’est pas possible, pour des 
raisons de taille, d’accessibilité ou de dynamique du système, une alternative est de construire et 
d’étudier des modèles. Or, toute la difficulté d’une modélisation, analogique ou numérique, réside 
dans la complexité et la méconnaissance du système naturel que l’on doit nécessairement simplifier 
pour des raisons essentiellement techniques (matériaux, capacités de calcul, conditions limites…), 
tout en gardant un degré de réalisme pour en tirer des conclusions acceptables. 
Bien avant l’essor de l’informatique et des modèles numériques, nombre de physiciens ont 
étudié avec succès des modèles physiques réduits en hydraulique (chenaux, digues), en génie civil 
(pont, immeubles), en aérodynamique (ailes d’avion)… L’essence de cette modélisation réside 
dans la mise à l’échelle des maquettes qui doivent respecter certaines proportions dimensionnelles, 
cinématiques et dynamiques (rapport entre forces) vis à vis du système d’origine. 
En raison des échelles d’espace et de temps mises en jeu dans les déformations de l’écorce 
terrestre, la modélisation analogique s’est avérée, très tôt, être un moyen utile pour l’étude des 
phénomènes tectoniques. En reproduisant en quelques heures et à taille réduite les déformations 
terrestres, la modélisation analogique permet à un observateur de suivre l’évolution des structures 
tectoniques qui lui apparaissent figées à l’échelle humaine. C’est ainsi que Sir James Hall (Hall, 
1815), en réalisant l’une des premières expériences analogiques dédiées à la géologie, conclut que 
les plis observés dans la nature avait pour origine la compression de couches stratigraphiques 
initialement horizontales. Au XIXè siècle, puis au début du XXème, quelques autres 
expérimentateurs poursuivirent ses travaux (parmi d'autres: Cadell, 1890; Daubrée, 1878; Daubrée, 
1879; Favre, 1978; Schardt, 1884; Willis, 1893) (fig .3.1). 
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Ce n’est qu’en 1937, que la théorie du dimensionnement et du changement d’échelle, bien 
connue en physique fut appliquée aux sciences de la Terre par Hubbert (Hubbert, 1937). Celle-ci 
fut largement reprise et complétée par la suite ; parmi d’autres : (Cobbold and Jackson, 1992; Davy 
and Cobbold, 1991; Hubbert, 1951; Richard and Krantz, 1991; Shemenda, 1983; Weijermars and 
Schmeling, 1986) etc. 
Depuis, deux grands types de modélisation ont été pratiqués : les modélisations sous gravité 
artificielle ou dans le champ de pesanteur normal. Dans le premier cas, les modèles sont construits 
dans une centrifugeuse qui, par rotation, crée une force de volume analogue à la gravité ( 3000 g 
(Ramberg, 1981)). Cette technique, très utilisée dans les années 60 (Dixon, 1974; Dixon, 1975; 
Dixon and Summers, 1985; Ramberg, 1967; Ramberg, 1981) permet l’utilisation de matériaux 
beaucoup plus résistants que dans les expériences à gravité normale. Depuis le début des années 80, 
la modélisation analogique sous gravité normale, beaucoup moins lourde à mettre en place, a 
largement dépassé la précédente. Pour être bien dimensionnés, les modèles doivent être construits 
avec des matériaux très peu résistants (sable, silicone, miel, résines…), ce qui est un des points 
faibles de ce type de modèle. De nombreuses études expérimentales ont été menées sur les 
mécanismes de déformation d’échelles variées et en particulier d’échelles crustale et 
lithosphérique. On pourra citer Koyi (1997), Cobbold and Castro (1999) ou Schellart (2002) pour 
leurs références. 
3.2   Théorie de la similitude 
Pour tirer des conclusions réalistes d’une expérience de modélisation analogique, les modèles 
doivent être correctement dimensionnés par rapport à leur analogue naturel. C’est Hubbert (1937) 
qui fut le premier à appliquer la théorie de similitude aux expériences de déformation géologique et 
qui montra qu’une réduction des dimensions et des temps mis en jeu impliquait également une mise 
à l’échelle des rhéologies des matériaux. Un bon dimensionnement implique que toutes les 
variables (longueurs, vitesses, contraintes…) soient homothétiques pendant toute la déformation. 
Hubbert introduisit ainsi trois aspects de la similitude à respecter : 






  =γ  (3.1) 
avec Lm et Lr les longueurs du modèle et du système naturel. 
Le symbole γ sera, par la suite, le symbole des rapports de grandeurs entre le modèle et le 
prototype naturel. 
- La similitude cinématique : les temps mis en jeu lors de transformations du modèle sont 






  =γ    (3.2) 
avec tm et tr les temps caractéristiques du modèle et du système naturel. 
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- La similitude dynamique : deux corps similaires géométriquement et cinématiquement le sont 
aussi de manière dynamique si tous les types de forces agissant sur les deux corps respectent 
une même homothétie: 



















Fγ  (3.3) 
avec Fg, Fi, Fv… les forces de gravité, d’inertie, visqueuses… 
En d’autres termes, la proportion entre 2 types de forces (ex : forces visqueuses et forces 
inertielles) doit rester constante entre le prototype et le modèle. L’écriture des équations des 
systèmes en terme de variables non-dimensionnées fait apparaître des nombres sans dimension qui 
caractérisent les proportions entre forces de natures différentes. On peut citer les nombres de 
Reynolds, Stockes ou Froude (tableau 3.1). La similitude dynamique se ramène donc à l’égalité de 
ces nombres qui  sont tirés des différentes équations du système. Classiquement, on utilise: 
- les équations de la dynamique, 
- les équations de la rhéologie, 
D’autres équations, comme celle de la chaleur, peuvent être ajoutées mais nous nous limiterons 
pour l’instant à ces deux premières. Nous verrons qu’en tenant compte d’un fluide interstitiel, 
d’autres équations seront nécessaires. 
 
Fv: force visqueuse 
( ν.U.L ) 
Fp: force de 
pression 
( ∆P.L2 ) 
Fg: force de gravité 
( ρ.L3.g )  
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g ∆= ..  ρ  Fp: Force de pression 
 
Symboles: ρ : densité; L: longueur; U: vitesse; ν : viscosité; P: pression 
TABLEAU 3.1: Rapports de forces usuels (d'après Ramberg 1981) 
 
3.2.1   Les équations de la dynamique 
Dans le cas général des milieux continus, l’équation de la dynamique s’écrit : 

















ρσρ +∂∂−∂∂−=∂∂+∂∂   (3.4) 
où xi représentent les coordonnées cartésiennes, Ui est le champ de vitesse, σij le tenseur des 
contraintes ρ la masse volumique et gi la i eme coordonnée du vecteur accélération gravitaire. 
En réécrivant chaque terme sous forme de variables non dimensionnées (*) et de grandeurs 

































U σρσρ σ +∂∂−∂∂−=∂∂+∂∂   (3.5) 
Deux nombres sans dimension apparaissent : 
- le nombre de Froude : Uo / g.to qui désigne le rapport entre forces inertielles et forces 
gravitaires ; 
- σo / (ρo.g.Lo) qui désigne le rapport des forces de résistance à la déformation sur les forces 
gravitaires. 
Similitude de modèles quasi-statiques 
Dès 1937, Hubbert souligna la difficulté qu’il y avait à respecter l’équation 3.3 dans des 
systèmes où les forces d’inertie sont non-négligeables. En effet, l’égalité des nombres de Froude 
implique la relation : 












Ce qui peut se réécrire en terme de longueurs : 












Si les modèles sont construits dans le champ de gravité normal, gm = gr. Il apparaît donc la 
relation : 
(3.8)               
t
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(3.9)                  tL
2γγ =  
Les forces d’inertie impliquent donc une relation entre longueurs et temps. 
Ainsi, un modèle de 1 m de long représentant 100 km dans la nature devra être déformé en 
3160 ans pour simuler 106  années, ce qui n’est évidemment pas envisageable. 
Cette difficulté peut cependant être contournée lorsque les forces d’inertie sont négligeables, 
c’est à dire lorsque le système est statique ou quasi-statique (nombre de Froude très faible) et que 
50  Modélisation analogique 
 
les accélérations deviennent négligeables. La relation entre longueurs et temps n’est en effet plus 
imposée par les forces d’inertie. Quelle que soit la force de gravité appliquée, la relation de 





gm γγγ .  
.
.
  ==   (3.10) 
avec m = masse. 
Remarque : Lors de la déstabilisation gravitaire d’un massif granulaire (chapitre 6), les forces 
d’inertie deviennent non négligeables pendant la durée très brève du glissement, ce qui réintroduit 
une échelle de temps dans le système. 
 
3.2.2   Les équations de comportement 
 
Nous ne discuterons pas dans ce paragraphe de toutes les équations de rhéologie possibles. 
Bien que les matériaux ductiles soient présents dans la plupart des modèles analogiques de 
déformation lithosphérique ou de tectonique plus superficielle ( = couche d’évaporites), nous nous 
limiterons ici au milieu fragile puisqu’il sera le seul à intervenir dans nos expériences. 
L’équation caractéristique des milieux fragiles est celle définissant la limite de rupture du 
matériau et qui définit l’état des contraintes à partir duquel les déformations deviennent 
irréversibles (limite de plasticité). Classiquement, l’équation de Coulomb est utilisée pour 
caractériser les matériaux fragiles de la croûte (Byerlee, 1978). Elle s’exprime : 
τ = µ .σn + c  (3.11) 
où µ = coefficient de friction interne, c la cohésion, τ et σn les contraintes cisaillantes et 
normales. µ est sans dimension, il est identique dans le modèle et la réalité. Si : 
σγττσσ == rmrnmn  (3.12) 







La cohésion doit être réduite dans les mêmes proportions que les contraintes. 
Depuis une trentaine d’années, le sable (0.6 < µ < 1.5 et 0 < c <100 Pa) est utilisé comme 
analogue des matériaux fragiles de la croûte pour des déformations d’échelles variées (Cobbold et 
Castro (1999) font une revue des articles traitant d’expériences en sable). A l’échelle d’une 
lithosphère, la cohésion des matériaux peut être considérée comme négligeable (Byerlee, 1978; 
Davy and Cobbold, 1991). En ne considérant que les tous premiers kilomètres de la crôute 
supérieure, les cohésions mises en jeu (quelques dizaines de MPa) sont également suffisamment 
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faibles pour trouver en du sable un bon analogue (ex : Horsfield (1977) ou Cobbold et al. (2001) 
parmi bien d’autres).  
L’équation 3.11 ne constitue qu’une limite de l’état de contrainte supporté par le matériau. 
Avant d’atteindre cette limite, les roches se déforment très souvent de manière élastique 
(transformation réversible impliquant une relation quasi-linéaire entre contraintes et déformations). 
Ces déformations très faibles sont toujours négligées dans les modèles. Ramberg (1967) soulignait 
d’ailleurs la difficulté à trouver des matériaux analogues répondant aux critères d’élasticité et de 
plasticité imposés par un bon dimensionnement. Il existe en effet une relation directe entre les 
coefficients d’élasticité réels et ceux des modèles (Hubbert, 1937) : 











  (3.14) 
où E  est le module d’Young et G le module de cisaillement. 
Les paramètres élastiques doivent donc respecter les mêmes proportions que les contraintes, ce 
qui implique l’utilisation de matériaux particulièrement « mous » dans des expériences sous gravité 
normale. On voit apparaître, ici, l’un des intérêts des expériences en centrifugeuse qui mettent en 
jeu des rapports de contraintes beaucoup plus proches de 1.  
Les matériaux fragiles ainsi que le sable sont également caractérisés par une diminution de leur 
résistance après avoir atteint leur seuil de plasticité (« softening »).  
3.3   Expérimentation avec fluide aux pores 
Avant Cobbold et al. (2001), personne ne semble avoir introduit de pression de fluide aux pores 
dans une expérience analogique de déformation à grande échelle. On peut cependant noter que des 
expériences impliquant des fluides dans des milieux poreux ont été menées dans d’autres 
disciplines. En hydrogéologie, l’utilisation de modèles analogiques est assez ancienne (Bear, 1988; 
Hubbert, 1937). La résolution de nombreux problèmes d’écoulements souterrains (recharge 
d’aquifères, drainance, intrusion d’eau de mer…) s’est par exemple faite grâce à des dispositifs 
complexes (modèles analogues de Hele-shaw), basés sur la similarité des équations gouvernant les 
écoulements en milieu poreux et ceux produits entre deux plaques parallèles (Bear, 1988). 
L’écoulement souterrain était ainsi simulé par un écoulement de fluide visqueux (huile, glycérine) 
entre deux plaques. La capacité de stockage des roches était simulée par un réseau de tubes pouvant 
se remplir (fig 3.2). En mécanique des sols, les modèles analogues peuvent servir à l’illustration de 
la résistance des digues, par exemple, soumis à un écoulement poral, mais leur utilisation reste 
limitée en raison des problèmes de capillarité (Lambe and Whitman, 1969). Récemment, des 
modèles analogiques de grande taille (2 ou 3m) ont été utilisés pour étudier la déstabilisation des 
pentes superficielles et l’initiation des glissements de terrain causés par un écoulement de sub-
surface (Eckersley, 1990; Spence and Guymer, 1997; Wang and Sassa, 2003).  
Dans les processus tectoniques, l’effet des pressions de fluide aux pores n’a été considéré 
qu’indirectement en modélisation analogique. Ainsi Vendeville (1987) ou McClay et al. (2001), 
étudiant les étalements gravitaires des deltas ou des marges passives, assimilent les argiles (shales) 
contenant de fortes pressions de fluide à des matériaux ductiles et utilisent de la silicone comme 
analogue. Cette analogie vient essentiellement de l’observation de profils sismiques qui révèlent 
des structures semblables entre argiles et niveaux salifères. Nous verrons cependant, au chapitre 6, 
que les décollements dans les argiles peuvent prendre la forme de véritables discontinuités (type 
plan de rupture), ce qui tend à souligner un caractère plus fragile (voir chapitre 6). 
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FIG.3.2 : Modèle analogue de Hele-shaw pour la simulation d’écoulements souterrains (tiré de 
Bear1988). 
Dans les modèles analytiques de prismes chevauchant (Dahlen, 1984; Dahlen, 1990; Dahlen 
and Barr, 1989; Dahlen et al., 1984; Davis et al., 1983), la pression de fluide joue un rôle majeur 
puisqu’elle diminue le coefficient de friction apparent à la base du système. Les solutions trouvées 
ont fait l’objet de nombreuses vérifications expérimentales. Dans toutes, les conditions de friction à 
la base ont été assurées soit par un matériau ductile (par exemple dernièrement : Lujan et al. 
(2003), soit par l’utilisation de matériaux granulaires de plus faible friction (Koyi and Vendeville, 
2003), soit par la présence d’une paroi plus ou moins lisse (Gutscher et al., 1996; Gutscher et al., 
1998a; Gutscher et al., 1998b; Mulugeta, 1988). Seuls Cobbold et al. (2001) ont tenté d’utiliser de 
réelles pressions aux pores. 
 
La difficulté d’une modélisation analogique avec fluide aux pores réside essentiellement dans 
les couplages existant entre la génération des pressions de fluide, les écoulements et les 
déformations (Strayer et al., 2001). Dans ces systèmes couplés, la distribution des pressions et les 
écoulements sont des phénomènes purement transitoires. Dans les paragraphes suivants, après avoir 
introduit le dimensionnement réalisé par Cobbold et al. (2001), nous nous attacherons à caractériser 
les implications introduites par le dimensionnement d’un phénomène de couplage entre variations 
de contraintes, évolution des pressions de fluide et écoulements dans le cas de systèmes simples 
(réponse élastique). 
3.3.1   Dimensionnement d’un système avec fluide aux pores, 
implications et simplifications. 
A. Dimensionnement de Cobbold et al. (2001) 
Dans leurs expériences de compression avec fluide aux pores, Cobbold et al. (2001) ont 
introduit un dimensionnement classique basé sur deux types d’équations : 
- l’équation de Coulomb pour le comportement fragile des matériaux, 
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- les équations de la dynamique pour les phases solide et fluide : 







x ∂∂−=∂∂   .  ' ρσ  (3.15) 
fluide :     
nhif
i x
Pk ∂∂−= ν   q  (3.16) 
Pour le solide, l’équation 3.15 exprime l’équilibre des contraintes effectives (σ’ij) en fonction 
des forces de volumes ρb.gi (où ρb est la densité du solide saturé en fluide) et du gradient de 
pression de fluide ∂P/∂xi. L’équation du fluide se résume à l’équation de Darcy qui exprime la 
vitesse d’écoulement qi (vitesse de Darcy (ms
-1)) d’un fluide de viscosité νf (Pas-1) dans un milieu 
poreux de perméabilité intrinsèque k (m2) en fonction de la partie non hydrostatique du gradient de 
pression de fluide (∂P/∂xi)nh. 
Notons la relation (déjà introduite au chapitre 2): 
nh
f
PgP ∇+=∇ rrr .ρ  (2.24) 
avec ρ f la densité du fluide. 
Réécrite en termes de variables sans dimensions et de grandeurs caractéristiques, l’équation 























xgL ∂∂−=∂∂ ρρσρσ  
L'égalité des deux nombres sans dimension σo/(Lo.ρbo.go) et Po/(Lo.ρbo.go) entre le système 
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P γγγγσσγ ρσ ..        ====   (3.17) 
avec γρb=ρbm/ρbr et γg = 1 
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donc 










La vitesse de Darcy (q) peut être exprimée, comme toute vitesse, en terme de longueurs et de 
temps, on a donc: 
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t ρν γγγγγ   (3.20) 
Le rapport temporel dépend donc directement des rapports de perméabilité et de viscosité 
utilisés. Plus le fluide sera visqueux, plus l'expérience sera lente, et inversement pour les 
perméabilités. Typiquement, dans les expériences de Cobbold et al (2001), le dimensionnement 
aboutissait à des temps d’expériences très courts (≈ 4 à 5 min pour 1 Ma). 
 
Si les deux équations introduites précédemment décrivent l'équilibre des contraintes effectives 
dans le milieu et la circulation du fluide, aucune relation ne montre un quelconque couplage entre 
les deux phases. Pour introduire une telle relation, nous allons, au paragraphe suivant, introduire 
une équation de diffusivité générale et discuter de la réponse d'un système, en terme de pression de 
fluide, à une sollicitation extérieure (chargement, compression latérale...). 
B. Dimensionnement de l'équation de diffusivité 
Equation de diffusivité dans le cas général 
Le mécanisme de la consolidation, très utilisé en mécanique des sols, suppose qu'une charge 
extérieure appliquée à un sol  est encaissée en partie par la phase solide (augmentation de la 
contrainte effective) et en partie par l'eau interstitielle (augmentation de la pression de fluide). Sous 
l'effet de cette augmentation de pression, un écoulement prend naissance, il y a drainage du fluide 
et augmentation progressive de la contrainte effective. La théorie introduite par Terzaghi (1923) est 
basée sur un certain nombre d'hypothèses: 
- l'écoulement de l'eau interstitielle est décrit par la loi de Darcy, 
- la perméabilité du terrain ne varie pas au cours de la consolidation, 
- le fluide et les éléments sont incompressibles et seule la matrice se déforme, 
- la compression du sol est élastique, donc réversible. Il existe donc une relation simple entre 
contraintes effectives et variation de volume du sol. 
L'incompressibilité du fluide et des grains solides n'est pas forcément une hypothèse justifiée 
dans les déformations impliquant des matériaux déjà consolidés des processus géologiques. Nous 
allons donc utiliser une équation plus générale en abandonnant l'hypothèse 3 et en tenant compte 
des compressibilités des trois composantes: matrice, grains, fluide. 
L'équation de diffusivité s'écrit, dans ce cas (Ge and Garven, 1992; Marsily, 1994; Neuzil, 
1995; Shi and Wang, 1986): 
(3.21)         Q  
dt
dP
    
dt
d
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avec:   σ t = contrainte moyenne α = coefficient de compressibilité global, 
 β = coefficient de compressibilité du fluide; 
 β s = coefficient de compressibilité du solide; 
 Q = un terme source; 
La différence entre cette équation et l'équation de diffusivité classique utilisée en 
hydrogéologie, provient du terme α .dσ / dt qui agit comme un autre terme source. Nous avons 
volontairement laissé de côté les effets thermiques pour simplifier l'analyse. La thermoélasticité des 
milieux poreux peut être trouvée (McTigue, 1986; Palciauskas and Domenico, 1982; Palciauskas 
and Domenico, 1989; Shi and Wang, 1986). 
Le terme (φ.β - φ.β s + α) définit la capacité de stockage spécifique de la roche. 
La compessibilté de l'eau (β) vaut 4.10-10 Pa-1. La compressibilité des grains est de l'ordre de 10-
11 Pa-1, tandis que la compressibilité globale α, qui tient compte à la fois de la compressibilité des 
grains et de la matrice elle-même, se situe entre 10-8 et 10-11 Pa-1 (Ge and Garven, 1992; Shi and 
Wang, 1986). α est intimement lié à l'histoire de compaction de la roche. Une roche très compactée 
aura une matrice très peu compressible et l'essentiel de la déformation sera assurée par les grains 
solides eux-mêmes. Dans le cas de roches moins compactes, la compressibilité de la matrice 
(réarrangement des grains) supporte toute la variation de volume. La compressibilité des grains 
n'intervient pas. Quelle que soit la valeur de α, le terme φ.βs est, en général, négligé devant α: 
(3.22)            Q  
dt
dP
    
dt
d
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Deux remarques peuvent être faites: 
- La théorie développée ci-dessus est valable pour des déformations purement élastiques. Or, 
une grande partie des déformations géologiques ne l'est pas. Le coefficient d'élasticité 
mesuré sur des échantillons de roches n'est donc pas forcément représentatif de leur 
comportement en grandes déformations. Neuzil (1986) propose d'utiliser tout de même ce 
type de modèle mais en introduisant des coefficients de compressibilité plus importants. 
- Il conviendra de distinguer deux types de roches: les roches peu compactes pour lesquelles β << α et les roches déjà compactées α ≈ β . 
Afin de discuter de l'influence et de la mise à l'échelle des différents termes de l'équation 3.22, 
nous distinguerons deux échelles de temps caractéristiques différentes pour les phénomènes de 
production (Tc = temps de chargement) et de dissipation (Td = temps de diffusion) des pressions. 
Génération d'une pression de fluide par chargement en l'absence de drainage 
Dans le cas d'une augmentation rapide de la contrainte totale (sédimentation rapide, 
recouvrement par une nappe chevauchante), Tc << Td, le terme de diffusion est négligé à court 
terme. Le terme source est supposé nul. L'équation 3.22 devient: 







dP tσαβα ].[ +Φ=  
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Le terme α / (φ.β + α) caractérise la réponse du fluide, en terme de pression, à une variation de 
la contrainte totale, en l'absence de drainage. Deux cas peuvent être considérés: • α >> β: la matrice du matériau est très compressible. Toute l'augmentation de la contrainte 
totale est répercutée sur le fluide. Dans ce cas l'équation 2 est simplifiée en: 
t
P σ∆=∆     (3.24) 
où ∆P et ∆σt sont les variations de contrainte et de pression. 
 
FIG.3.3 : Effet de la compressibilité sur la génération de surpressions et le temps de diffusion 
caractéristique. Le calcul est effectué pour une porosité de 0.3, β = 4e-10 Pa-1et ∆σt = 107 Pa. Et 
une conductivité hydraulique de 0.001 m/an. (d’après Ge et Garven, 1992) 
Ce type de comportement n'impose donc aucune relation forte entre les compressibilités de la 
phase solide et du fluide. Le choix du matériau analogue ne doit satisfaire que : 
α >> β  (3.25) 
• α ≈ β: C'est le cas des matériaux ayant déjà subi une histoire de compaction importante. 
L'intégration de l'équation 3.23 donne: 
(3.26)         
  
  P tσαβα ∆+Φ=∆ ].[  
L'effet de α est illustré sur le graphique 3.3. La condition de similitude imposée par cette 
équation est: 
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avec φm≈φr et α = 3(1-2ν)/E 




m ββαα =  




m 1−== σγββαα  
Nous avons vu au paragraphe 3.22 qu'il était très difficile de trouver des matériaux dont 
l'élasticité était adaptée aux modèles analogiques. En supposant qu'un modèle ne respecte pas 
l'homothétie des déformations, nous pouvons cependant tenter de conserver le rapport 3.28.  
Le comportement du sable est principalement déterminé par son état de compacité (voir 
paragraphe 3.3.2). Admettons qu'un modèle de sable ait un rapport dimensionnel de γL = 10-5, un 
rapport de densité γρ proche de 1 et qu'il soit déformé sous gravité normale. En prenant la 







Lg γρργσ  
La compaction d'un modèle de quelques centimètres sous une charge équivalente à 1 cm de 
sable ( = 1 km ) est invisible. Cette quasi-absence de déformation est liée au non respect de γσ qui 
détermine le rapport des coefficients d'élasticité. En effet, en supposant les faibles déformations 
mises en jeu comme élastiques, les valeurs classiques de Em = 10 à 50 MPa pour des sables lâches à 
denses caractérisent le modèle. Avec αr = 10-10 Pa, le rapport γα est de 103 (<< γσ-1) Le sable est 
donc 100 fois trop dur pour respecter l'homothétie des déformations élastiques (en supposant, bien 
sûr que le sable se déforme élastiquement!!). Pour vérifier l'équation 3.28, il faudrait utiliser un 
fluide 1000 fois plus compressible (β = 10-7 Pa-1) que l'eau (βeau = 10-10 Pa-1) ou 100 fois moins 
compressible que l'air (βair = 10-5 Pa-1). 
La condition de similitude apportée par l'équation 3.25 pour les matériaux très compressibles, 
semble beaucoup plus simple à respecter. L'utilisation de sable et d'eau remplit la condition α >> β, 
ce qui n'est pas le cas pour le sable et l'air (β > α). Pour de l'air, la pression ∆P générée par une 
variation ∆σ de la contrainte est d'environ 0.01∆σ. 
Dissipation d'une surpression 








   ∇+−=∂∂ βφαν  (3.30) 
 (Le terme source Q de l'équation 3.22 est supposé nul.) 
Cette équation décrit la dissipation d'une surpression par un phénomène de diffusion (loi de 
Darcy). Le temps caractéristique associé est: 










χν=   (3.31) 
avec  ) .   (  
ooo
βφαχ +=  
Ce temps augmente avec la compressibilité et la viscosité du fluide, la résistivité hydraulique 
(1/ko) et la compressibilité du matériau. Il est différent du temps donné par la simple équation de 
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γγγγγ χν  (3.33) 
Dans le cas idéal où l'élasticité des matériaux est bien dimensionné ( γχ = γσ-1 ), ce rapport 
temporel entre modèle et réalité est le même que celui calculé par Cobbold et al. (2001) grâce à 
l'écoulement de Darcy. Pour des expériences classiques où  γχ ≠ γσ-1, ces rapports sont différents et 
il paraît plus judicieux d'utiliser l'équation 3.31 pour dimensionner les modèles dans le temps. 
En se plaçant dans le cas où α >> βf, nous avons vu au paragraphe précédent que la génération 
de pression par compaction pouvait être correctement simulée en utilisant de l'eau comme fluide 
aux pores. En prenant les valeurs caractéristiques suivantes: km = 5.10
-11 m2, kr = 10
-16 m2, χm = 10-7, χr = 10-8 et γL = 10-5, le rapport temporel de l'équation 3.33 vaut 2.10-15. 1s en temps expérimental 
représente plus de 107 années, ce qui est considérable! 
Les temps caractéristiques de diffusion pour un modèle de sable de 3 cm d'épaisseur sont de 
l’ordre de 10-3 s pour de l'eau et 10-5 s pour de l'air. Les pressions de fluide se dissipent presque 
instantanément s'il n'y a pas de source. 
C. Conclusion 
Nous avons vu que la simulation des phénomènes transitoires (génération de pression par 
compaction et dissipation des pressions) nécessitait l'équation de diffusivité 3.21 pour le 
dimensionnement des modèles. Si l'on peut simuler correctement une génération de pression dans 
le cas d'un matériau naturel très compressible, leur dissipation, quant à elle, est quasi-instantanée. 
La modélisation analogique de tels phénomènes apparaît donc impossible avec des fluides 
classiques comme l'air ou l'eau et un matériau comme le sable.  
Nos modèles analogiques ne seront donc dimensionnés que du point de vue des contraintes et 
des pressions mais pas du temps. Les très faibles temps de diffusion calculés pour les modèles ( de 
l’ordre de 10-3 s pour l’eau) nous montrent que pour des vitesses de déformation raisonnables ( 10 
cm/h ), le fluide peut être considéré à l'équilibre. La distribution des pressions dans le modèle 
résultera donc uniquement des conditions aux limites et aucune surpression ne sera créée par la 
déformation du modèle. L'écoulement du fluide sera toujours à l'état stationnaire. Le contrôle des 
pressions aux limites du système apparaît donc fondamental. 
Bien qu'ayant des viscosités différentes l'emploi de l'air ou de l'eau revient au même. Il est 
cependant beaucoup plus pratique d'utiliser l'air car une fuite dans un dispositif n'a aucune 
conséquence fâcheuse...   
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3.3.2   Matériaux utilisés 
Comme nous l'avons vu au paragraphe 3.2.2, le sable est le matériau le plus couramment utilisé 
pour représenter les roches fragiles de la croûte supérieure dans des modèles sous gravité normale. 
Son utilisation est justifiée par sa limite de rupture qui est une loi de Mohr-Coulomb analogue à 
celle des matériaux de la croûte (Byerlee, 1978): 
'.    
n
c σµτ +=   (3.11) 
Pour des roches sédimentaires, des valeurs de µ = 0,6 et c = 10 MPa sont typiques (Cobbold et 
al., 2001). Pour un modèle où γσ = 10-5, le matériau analogue doit posséder une cohésion d'une 
centaine de Pascal, ce qui correspond aux valeurs propres au sable (voir ci-dessous).  
Les propriétés physiques du sable dépendent étroitement de son état de compaction. La réponse 
d'un échantillon lors d'un test triaxial n'est pas la même lorsque le sable est lâche ou plus dense 
(fig.3.4). Lorsqu'il est dense, son cisaillement provoque une dilatation de la matrice granulaire 
(fig.2.6). Au contraire, lorsqu'il est initialement plus lâche, il a tendance à se tasser. L'angle de 
friction augmente également avec la compacité (Krantz, 1991; Schellart, 2000). 
 
FIG.3.4 :Comportement du sable dans deux états de compaction différents 
Lorsque l'on construit un modèle, il faut donc toujours employer la même technique de 
préparation pour que l'état de compaction soit toujours similaire. Un sable très compact est obtenu 
par saupoudrage à partir d'un tamis. En le versant brutalement à partir d'un récipient, il est 
beaucoup plus aéré.  
Quelques chercheurs ont tenté de mesurer précisément les coefficients de friction et la cohésion 
des sables utilisés en modélisation analogiques (Cobbold, 1999; Krantz, 1991; Schellart, 2000). De 
ses tests de cisaillement, Krantz (1991) extrapolait des cohésions de 300 Pa pour un sable de 
Fontainebleau versé et 520 Pa pour le même sable saupoudré avec un tamis. Les coefficients de 
friction étaient respectivement de 0.58 et 1. Les valeurs de cohésion qu'il obtenait apparaissaient 
beaucoup trop élevées pour un sable qui ne peut pas supporter de relief vertical (Richard and 
Krantz, 1991). En 2000, Schellart attribua ces fortes valeurs à un manque de données pour les plus 
faibles contraintes ( < 600 Pa ). Il fit à son tour des tests de cisaillement beaucoup plus précis pour 
des gammes de contraintes de 50 à 900 Pa à l'aide d'un cylindre de cisaillement plus petit. Il obtint 
des enveloppes de rupture en deux parties: une enveloppe courbe pour des contraintes inférieures à 
300 - 400 Pa et une partie linéaire pour les contraintes plus élevées. A partir de mesures de 
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pendages de failles normales, il montra que le coefficient de friction µ ne dépendait pas de la 
contrainte normale σn. Pour accorder cette observation avec la courbure de l'enveloppe, il conclut, 
de manière erronée, que la cohésion était fonction de σn. Cobbold et Castro (1999) ont également 
fait des tests de cisaillement sur un sable de Fontainebleau pour des contraintes allant de 300 à 
1600 Pa. Ils ont déterminé une cohésion de 85 Pa et une friction interne µ de 0.58. Les auteurs ont 
souligné que cette dernière était anormalement basse pour un sable qui avait, au préalable, été tassé. 
 
FIG.3.5 : Cylindres de cisaillement permettant de soumettre un échantillon de sable à un gradient 
de pression d’air. Le dispositif (a) était celui de Cobbold et Castro (1999). Il souffrait d’une fuite 
d’air importante dans la zone de cisaillement. En ajoutant un système d’aspiration au sommet, il 
devient possible de maintenir la pression atmosphérique dans cette zone et d’éviter ainsi toute 
perte d’air. 
En résumé, tous ces tests de cisaillement ont donné des résultats très variables. Les valeurs de 
cohésion de Krantz sont sûrement trop élevées, l'enveloppe courbe de Schellart n'est pas 
compatible avec ses mesures de pendage de failles et la friction déterminée par Cobbold et Castro 
(1999) apparaît trop faible. Face à cette variabilité peu satisfaisante, nous avons entrepris de 
nouvelles mesures sur du sable de Fontainebleau pour déterminer le comportement du sable aux 
très faibles contraintes effectives mises en jeu dans des modèles avec pression de fluide 
( < 200 Pa ). Nous avons effectué: 
– des tests de cisaillement sur des échantillons de sable soumis à un gradient de pression 
d'air, 
– des mesures d'écartement de failles normales pour déterminer l'angle de friction interne. 
Modélisation analogique 61 
 
A. Tests de cisaillement 
Dispositif 
Pour mesurer la résistance au cisaillement d'un échantillon de sable soumis à un gradient de 
pression de fluide, nous avons repris l'appareil mis au point par Cobbold et Castro (1999) avec 
quelques modifications majeures. Le dispositif est constitué d'un réservoir d'air basal, au sommet 
duquel est fixé un tamis. Par dessus, viennent deux cylindres creux. Le premier est fixé au réservoir 
et le second, suspendu et mobile, permet de cisailler l'échantillon de sable placé au milieu des 
cylindres. 
Dans l'appareil de Cobbold et Castro (1999), la pression d'air dans le réservoir était maintenue à 
une pression supérieure à celle de l'atmosphère et le sommet de l'échantillon était à l'air libre (fig. 
3.5a). Par conséquent, la pression d'air dans la zone de cisaillement était supérieure à la pression 
atmosphérique et l'air s'échappait entre les deux cylindres, entraînant une partie du sable. Pour 
éviter ce problème qui perturbe à la fois la distribution des pressions dans l'échantillon et le 
cisaillement lui-même, nous avons installé un dispositif permettant de régler la pression de l'air au 
sommet de l'échantillon (fig.3.5b). En aspirant l'air, la pression descend sous la pression 
atmosphérique. Par un choix judicieux des pressions sommitale et basale, nous pouvons ainsi 
soumettre le sable à un gradient de pression, tout en conservant une pression atmosphérique dans la 
zone de cisaillement. On évite ainsi toute fuite d'air et de sable entre les cylindres. 
Contrainte verticale en l'absence de frottements latéraux 
En considérant un gradient de pression constant dans l'échantillon, la contrainte effective dans 




zg ∆−=−−=∂∂−−= ..)(.....).1(' sup ρρρφσ  (3.34) 
avec ∆Pcis la différence de pression entre la zone de cisaillement et le sommet de l’échantillon 
et z la profondeur de la zone cisaillée. 
Remarque : 
Le lecteur qui préfère calculer la contrainte totale avant d’introduire le principe de Terzaghi 
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supρλ −=  (3.35) 
Comme 
z
P∂∂  est constant suivant z, λ* peut se réécrire : 





* ρλ ∂∂=   (3.36) 
Lorsque λ* = 1, le sable devient boulant, il est fluidisé. 
La contrainte normale effective dans la zone de cisaillement est réécrite : 
zgsabnzz ..*).1('' ρλσσ −==  (3.37) 
Effets des frottements – modèle de Janssen 
Dans le calcul que nous venons de faire, nous avons implicitement fait l’hypothèse qu’il n’y 
avait aucun frottement entre le sable et les parois internes du cylindre. En réalité , ils sont présents 
et ils peuvent supporter une partie du poids du sable. Plaçons une balance en dessous d’un cylindre 
suspendu. Si l’on remplit ce dernier de 1 kg de sable, la masse mesurée sur la balance sera 
inférieure au kilogramme. Une partie du poids est ainsi retenu par les frottements latéraux et n’est 
pas transmis au fond du cylindre. C’est l’effet de silo très connu des céréaliers (Duran, 1997). 
Nous voyons que la contrainte σzz’ de l’équation 3.37 est sûrement mal estimée. Krantz (1991), 
Cobbold et Castro (1999) et Schellart (2000) ne semblent pas avoir pris en compte ces effets, ce qui 
peut sûrement expliquer la variabilité de leurs résultats. 
Le modèle de Janssen (1895) permet de décrire la variation de la contrainte verticale en 
fonction de la profondeur dans un cylindre avec des frottements. Ce modèle fait l’hypothèse qu’une 
contrainte verticale σv génère automatiquement une contrainte horizontale σh telle que : 
hv K σσ .=  (3.38) 
où K est un coefficient qui dépend de l’empilement du milieu granulaire. Il vaut 0.58 pour un 
empilement hexagonal de sphères (Duran, 1997) et 0.5 pour du sable (Lambe and Whitman, 1969). 
Ce coefficient est analogue à celui déterminé au chapitre 2 pour un modèle élastique confiné. 
 
L’équilibre des forces subies par une section d’épaisseur dz de sable dans un cylindre s’écrit : 
dzAgdzPKdA sabvsv ........ ρσµσ =+  (3.39) 
où A est l’aire de la section interne du cylindre et P son périmètre. µs est le coefficient de friction sable/paroi du récipient. Le deuxième terme de l’équation représente 
ainsi la force de frottement entre le sable et les bords. 
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où C est une constante. 
En introduisant la condition limite σv = 0 à z = 0, l’équation devient : 














µµρσ −−=   (3.41) 
où D est le diamètre interne du cylindre. 
 
FIG.3.6 : Evolution théorique de la contrainte verticale dans un cylindre et vérification 
expérimentale. 
La figure 3.6a montre le profil de σv ( = σzz ) en fonction de z. Pour de faibles profondeurs, la 
variation de contrainte verticale est linéaire et suit le gradient ρsab.g. Les frottements ne sont pas 
ressentis. Lorsque z augmente, la contrainte verticale tend asymptotiquement vers une valeur 
limite. Le poids du sable est alors entièrement retenu par la friction sur les parois internes du 
récipient. 
Pour un cylindre donné, la contrainte verticale dépend de µs, en d'autres termes du matériau du 
cylindre. Krantz (1991) a utilisé un cylindre de verre tandis que ceux de Cobbold et Castro (1999) 
ou de Schellart (2000) étaient en plastique transparent. Nous avons déterminé le coefficient de 
friction matériau / sable au moyen de tests de cisaillement. Un cylindre sans fond et rempli de sable 
est placé au dessus d'un morceau de plastique (matériau testé) reposant sur une balance. La balance 
permet de connaître directement le poids du sable appliqué sur le matériau testé (on s'affranchit 
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ainsi de l'effet de silo). On applique ensuite une contrainte cisaillante jusqu'à ce que le cylindre et le 
sable glissent. Nous avons testé trois sables de Fontainebleau de granulométries différentes (fig. 
3.7a): < 0.5 mm; 0.4 <...< 0.315 mm; et 0.315<...<0.200 mm. Les coefficient de friction µs obtenus 
varient de 0.3 à 0.4.  
 
FIG.3.7 
Afin de quantifier les effets de friction dans nos tests de cisaillement, nous avons suspendu le 
cylindre supérieur de notre appareil au dessus d'une balance et l'avons rempli de différentes masses 
connues de sable. Le cylindre est fait de plastique transparent et a un diamètre de 9 cm. Nous avons 
utilisé du sable de Fontainebleau dont la granulométrie est comprise entre 0.2 et 0.315 mm. Deux 
méthodes de préparation de l'échantillon ont été testées: 
- méthode 1: le cylindre est suspendu à 0.2 mm au dessus de la balance. Une masse connue 
de sable est alors versée d'une hauteur de 10 à 20 cm. Le poids du sable reposant sur la 
balance est alors noté. 
- méthode 2: Le cylindre repose sur la balance. On saupoudre le sable à la petite cuillère, 
puis on soulève légèrement le cylindre. On mesure le poids du sable. 
Les résultats révèlent effectivement un effet de silo qui semble indépendant du mode 
préparatoire (fig. 3.6b). Le modèle de Janssen décrit très bien les données expérimentales pour µs = 
0.35 et K = 0.5. La valeur de µs correspond à celle mesurée par les tests de cisaillement et K = 0.5 
est une valeur caractéristique des sables au repos (Duran, 1997; Lambe and Whitman, 1969). La 
même expérience a été réalisée avec un cylindre de verre. Dans ce cas µs = 0.1 et K = 0.5 ont donné 
le meilleur accord entre modèle et mesures expérimentales. Ceci révèle la plus faible friction du 
sable sur le verre que sur le plastique. 
Influence de l'effet de silo sur la détermination de la friction interne et de la 
cohésion dans un test de cisaillement 
En négligeant l'effet des frottements dans son appareil, l'expérimentateur surestime la 
contrainte normale dans la zone de cisaillement. Prenons un exemple simple pour illustrer les 
erreurs induites sur les mesures de la friction et de la cohésion. Soit un sable de cohésion nulle et de 
Modélisation analogique 65 
 
coefficient de friction égal à 1. Supposons que l'on fasse des tests de cisaillements sur ce sable avec 
un cylindre en plastique de 9 cm de diamètre, identique à celui de Cobbold et Castro (1999). Nous 
pouvons déterminer par le modèle de Janssen les effets des frottements et calculer la contrainte 
normale dans la zone de cisaillement. Admettons maintenant que les mesures de contraintes 
cisaillantes soient effectuées pour des hauteurs d'échantillons de sable de 2 à 10 cm. En négligeant 
l' effet de silo, les contraintes normales sont surestimées et l'enveloppe de Mohr obtenue est erronée 
(fig. 3.7b). L'enveloppe apparaît courbe. En essayant de tracer une droite de type Mohr-Coulomb 
sur les données obtenues, on trouve µ = 0.63 et c = 130. La cohésion est donc surestimée et le 
coefficient de friction interne est trop faible. 
 
FIG.3.8 : Effet de silo dans un cylindre en présence d’un gradient de pression d’air. 
Une grande partie des incohérences relevées entre les tests de Schellart, Krantz et Cobbold et 
Castro est sûrement liée à des effets de silo qui n'ont pas été pris en compte. Dans l'article 
Mourgues et Cobbold (2003), nous appliquons une correction de silo aux tests de Krantz et de 
Schellart. 
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Effet de silo pour des échantillons de sable soumis à un gradient de pression  
En utilisant le dispositif décrit au paragraphe 2.3.2, nous avons mesuré les effets des 
frottements dans notre cylindre de cisaillement contenant des échantillons de 2 à 7 cm de sable et 
soumis à des gradients de pression variables: λ* = 0.3, λ* = 0.5, λ* = 0.8. Les données sont 
reportées dans les graphiques de la figure 3.8. Pour chaque gradient, nous avons tracé la meilleur 
courbe du modèle de Janssen pour K = 0.5. Nous avons choisi de garder K constant car aucune 
variation de volume de l'échantillon n'était visible lorsque l'on appliquait le gradient de pression. 
Ceci laisse supposer que l'empilement des grains de sable n'est quasiment pas modifié. Lorsque λ* 
augmente, la valeur déterminée de µs diminue. Il n'y a ainsi plus aucun effet de silo pour λ* = 0.8. 
La diminution de µs ne traduit pas une diminution réelle du coefficient de friction sable/paroi. Nous 
pensons plutôt que l'effet des frottements, qui retient une partie du poids du sable, joue également 
en sens opposé, en retenant une partie de la force liée au gradient de pression. Ces deux effets se 
compensent sûrement pour λ* = 0.8. 
 
FIG.3.9 : Résultats des tests de cisaillement sur un échantillon de sable soumis à un gradient 
vertical de pression.L’enveloppe de Mohr est tracée en (a) avec les données brutes et corrigées de 
l’effet de silo En (b) sont tracées les enveloppes pour les différentes pressions en fonction de ρsab.g.z.Les données s’alignent le long de droite dont le coefficient directeur est reporté en ( c) en 
fonction de λ. 
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Résultats des tests de cisaillement avec gradient de pression 
Les tests de cisaillement ont été effectués sur du sable de Fontainebleau (granulométrie 
comprise entre 0.2 et 0.315 mm) à l'aide de l'appareil décrit précédemment. Nous avons cisaillé des 
échantillons de 2 à 7 cm de hauteur en appliquant différents gradients de pression ( λ* = 0 à λ* = 
0.8 ). Les contraintes effectives normales dans la zone de cisaillements allaient de 62 Pa à 820 Pa. 
Les échantillons étaient toujours préparés de la même manière. Le sable était versé dans le cylindre 
non suspendu, puis fluidisé. Quelques secousses étaient ensuite appliquées, puis le cylindre était 
légèrement surélevé en tendant les fils de suspension. Ce mode préparatoire aboutit à un sable 
moyennement dense de masse volumique ρsab = 1600 kg.m-3.  
Les résultats sont reportés dans les graphiques de la figure 3.9. Dans un diagramme τ = f(σn'), 
les données apparaissent bien alignées le long d'une droite après correction de l'effet de silo (fig. 
3.9a). L'enveloppe obtenue a pour équation: 
τ' = 1.18.σn' + 43 
Pour chaque valeur de λ*, nous avons également reporté les valeurs des contraintes cisaillantes 
en fonction de ρsab.g.z (fig. 3.9b). Les données s'alignent le long d'une série de droites dont la pente 
"a" diminue lorsque λ* augmente. "a" est reporté dans le graphique 3.9c en fonction de λ*. Pour λ* 
= 0, a = 1.13, valeur proche de 1.18. De plus, les données sont bien décrites par une droite 
d'équation a = 1.18.(1-λ*). Toutes ces observations sont en parfait accord avec une enveloppe de 
rupture de type Mohr-Coulomb exprimée en contraintes effectives par: 
τ' = c + µ.(1-λ*).σ'n 
où µ = 1.18. Les cohésions déterminées dans le graphiques 3.9b varient de 12 à 72 Pa, les plus 
fortes valeurs correspondant aux mesures où l'effet de silo est le plus important. 
B. Tests en extension 
Pour une enveloppe de rupture linéaire, l'angle γ entre une faille et la contrainte principale est 
une fonction de l'angle de friction interne φ du matériau: 
2
  45  
φγ −=   (3.42) 
où γ et φ sont exprimés en degrés. Le coefficient de friction interne est défini par µ = tan φ. En 
mesurant l'angle d'écartement de deux failles normales conjuguées (2.γ), il est donc possible de 
déterminer le coefficient de friction. Cette méthode avait été utilisée par Krantz et Schellart en 
complément des tests de cisaillement. 
Nous avons construit des modèles de sable rectangulaires de 30*20 cm et 4 cm d'épaisseur. Ces 
modèles ont été réalisés sur deux tamis superposés reposant sur un réservoir d'air sous pression. Ce 
dernier permettait d'appliquer une pression d'air constante à la base du sable (fig.3.10). Les modèles 
ont été construits en saupoudrant le sable à partir d'un tamis de 0.5 mm. Cette technique de 
préparation aboutit à un sable dense de masse volumique ρsab = 1700 kg.m-3 (plus dense que le 
sable des tests de cisaillement). En tirant doucement l'un des deux tamis, une discontinuité de 
vitesse est créée et deux failles normales apparaissent. L'extension appliquée est juste suffisante 
pour générer les failles. Contrairement à Krantz et Schellart qui déterminaient l'écartement grâce à 
l'escarpement de surface, nous avons coupé les modèles en fin d'extension pour mesurer plus 
précisément le pendage des failles. Cette expérience a été répétée pour des modèles soumis à 
différents gradients de pression. 
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FIG.3.10 : Dispositif (a) permettant de faire des tests d’extension sur des modèles de sable soumis à 
un gradient de pression. Le coefficient de friction est déterminé grâce à l’angle d’ouverture entre 
les failles (b), puis reporté en (c). L’augmentation de µ pour les faibles contraintes effectives est 
interprétée comme une courbure de l’enveloppe de rupture (d)  
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Les résultats sont représentés dans le graphique c de la figure 3.10c. Les valeurs de µ 
déterminées sont reportées en fonction de la contrainte normale effective estimée sur le plan de 
faille. Pour calculer cette contrainte, plusieurs hypothèses sont faites: 
- la contrainte principale σ1' est verticale et vaut (1-λ*).ρsab.g.z; 
- l'enveloppe de rupture est une droite de Mohr-Coulomb avec une cohésion nulle: τ' = µ.σn'. 
D'après cette deuxième hypothèse, le rapport entre les contraintes principales σ1' et σ3' vaut: 
φφσσ sin1 sin1''31       −+=   (3.43) 







  ' 3131
−−+=
n
  (3.44) 
Nous avons utilisé cette équation pour estimer la contrainte normale effective sur le plan de 
faille à mi-hauteur du modèle. Dans le cas d'une enveloppe de rupture non-linéaire, cette méthode 
de calcul surestime légèrement σn'. 
La courbe µ = f(σn') du graphique 3.10c peut être considérée comme la dérivée première de la 
courbe de rupture. Elle montre deux parties distinctes. Pour des contraintes supérieures à 30 Pa, le 
coefficient de friction interne est constant: µ = 1.3 à 1.4, ce qui traduit une enveloppe de rupture 
linéaire. Les valeurs de µ sont légèrement supérieures à celles déterminés par les tests de 
cisaillement. Ceci peut être lié à la différence de compacité des sables. Ces valeurs sont également 
en accord avec celles déterminées par Schellart (µ = 1.6 après correction de l'effet de silo 
(Mourgues et Cobbold, 2003). Pour des contraintes inférieures à 30 Pa, le coefficient de friction 
augmente vers l'origine pour atteindre une valeur maximale mesurée de 2.5. Cette variation indique 
donc une courbure de l'enveloppe pour les plus faibles contraintes (fig. 3.10d). Les contraintes les 
plus petites estimées dans cette partie sont de 4 ou 5 Pa, c'est à dire l'équivalent du poids de 2 ou 3 
grains de sable. A une telle échelle, nous supposons que les forces électrostatiques pourraient être à 
la cause de cette augmentation de résistance. 
C. Mesures de perméabilité 
La perméabilité d'un sable dépend à la fois de sa granulométrie et de sa compacité. Nous avons 
vu que du sable déposé au tamis avait une masse volumique de 1700 kg.m-3. Si l'on considère que 
les grains de quartz ont une densité de 2.8, la porosité du sable est de 38 %. Lorsqu'il est versé puis 
légèrement recompacté par quelques secousses, sa masse volumique n'est plus que de 1600 kg.m-3 
et sa porosité vaut 42 %. Grâce à la formule de Carman-Kozeni (Bear, 1988) pour un empilement 
de sphères, on peut estimer la variation de perméabilité entre ces deux états de compacité: 




  φφ−= pdk  (3.45) 
où dp est le diamètre des particules. 














1700 =−−= φφ φφkk   (3.46) 
La perméabilité du sable dense est donc approximativement 40% plus faible que celle du sable 
versé. Il conviendra donc, là encore, de faire attention à la technique de dépôt du sable si l'on veut 
estimer la perméabilité et calculer la distribution des pressions dans les modèles. 
Afin de disposer de sables de différentes perméabilités, nous avons séparé différentes fractions 
granulométriques d'un sable de Fontainebleau: < 0.2 mm; 0.2 < ... < 0.315; 0.315 <...< 0.4; > 0.4. 
Des tests de perméabilité ont été effectués en mesurant le flux d'air entrant dans un échantillon 
de sable soumis à un gradient de pression donné. Les échantillons étaient placés dans le cylindre de 
cisaillement et préparés de la même façon que décrit au paragraphe 3.3.2.A. Leur densité avoisinait 
les 1.6. Un exemple de mesure est illustré dans le graphique 3.11a. La linéarité de la courbe 
obtenue indique que la loi de Darcy (q = - k/ν∇P) décrit bien l'écoulement de l'air au sein du sable. 
La pente de la droite est alors le rapport k/ν. On peut noter, cependant, que pour les plus forts 
gradients de pressions, la courbe expérimentale s'écarte légèrement de la droite. Ceci peut traduire 
une très légère dilatation du sable qui est alors proche d'un état fluidisé. Cet écart reste cependant 
négligeable. 
 
FIG.3.11 : Tests de perméabilité (a) et comparaison des mesures avec un modèle théorique (b) 
Le graphique 3.11b montre les résultats des tests de perméabilité pour les différentes fractions 
granulométriques. Sont également indiquées les gammes de perméabilités théoriques déterminées 
par la loi de Carman-Kozeny pour ces fractions. On remarque que les perméabilités mesurées sont 
en général plus faibles que les valeurs théoriques. Cela peut sûrement s'expliquer par la présence 
résiduelle de fines dans le sable qui ont tendances à obstruer les pores. Un tamisage plus long serait 
nécessaire pour les éliminer. Il faut également garder à l'esprit que le modèle de Carman-Kozeny 
est valable pour un empilement de sphères de taille homogène. 
Par la suite, nous emploierons les différentes granulométries de sable selon la terminologie 
suivante : 
- sable 1 : 0.315 à 0.4 mm, 
- sable 2 : 0.200 à 0.315 mm, 
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- sable 3 : < 0.200 mm. 
Perméabilité des failles: 
 
Les bandes de cisaillement qui apparaissent lors de la déformation d'un sable dense sont 
caractérisées par une dilatation. En supposant que la variation de volume dans cette zone n'excède 
pas les 10% (Strayer et al., 2001; Vermeer, 1990), la perméabilité n'augmente pas plus de 80%. 
 
3.3.3   Dispositifs expérimentaux 
Dans ce paragraphe, nous ne parlerons que des principes généraux de fonctionnement des 
dispositifs expérimentaux qui ont été construits pendant cette thèse. Nous en donnerons une 
description plus détaillée dans les chapitres 5 et 6 quand ils seront utilisés. 
Nous avons vu, au paragraphe 3.3.1, que dans des modèles de sable, il était impossible de 
maintenir une surpression sans source externe de fluide. Ce sont donc uniquement les conditions 
limites et la géométrie du modèle qui vont déterminer la distribution des pressions internes. 
Pour leurs expériences, Cobbold et al. (2001) ont utilisé un dispositif très simple, que nous 
avons réemployé pour les tests en extension du paragraphe précédent (fig. 3.10). Les modèles sont 
construits dans une boîte dont le fond est un tamis métallique de 100 µm de largeur de maille. 
Celui-ci repose directement sur un caisson qui sert de réservoir d’air et qui est alimenté en 
permanence en air comprimé. La base du modèle de sable est ainsi soumise à une pression 
uniforme que l’on peut faire varier en modifiant le flux d’air entrant dans le réservoir. La condition 
de pression uniforme a des inconvénients majeurs : 
- En régime compressif, lorsque le modèle s’épaissit d’un côté, l’effet de la pression dans cette 
partie diminue, puisque le rapport P/σzz diminue, en d’autres termes, le paramètre λ* décroît. 
- En extension, le modèle a tendance à s’amincir dans les grabens. Dans ce cas, λ* augmente et 
la pression du fluide peut alors dépasser le poids du sable sus-jacent et c’est l’explosion. Ces 
explosions sont très destructrices et ne s’arrêtent jamais d’elles-mêmes. En effet, la diminution 
de perméabilité dans les zones affectées canalise le flux d’air, ce qui réalimente de nouvelles 
explosions. En quelques secondes, tout une partie du modèle peut être détruite. Nous avons 
rencontré ces problèmes dans nos premières expériences de glissement sur des pentes de 11° 
(voir chapitre 6). Les pressions nécessaires à la déstabilisation du sable étaient assez fortes (λ > 
0.8). En conséquent, lorsque le glissement s’initiait, la zone en extension explosait et la 
pression du réservoir chutait. 
 
Pour remédier à ces deux principaux problèmes, il fallait absolument disposer d’un système qui 
puisse créer une distribution non-uniforme des pressions d’air à la base du modèle. Une des 
solutions est de disposer non plus d’un seul réservoir mais d’une série d’injecteurs quadrillant la 
base du modèle et délivrant chacun une pression spécifique. Pour régler la pression dans chaque 
injecteur, l’idéal aurait été de pouvoir modifier le flux d’air entrant dans chacun. Nous verrons, au 
chapitre 6, que l’un des dispositifs comporte 200 injecteurs. Il aurait donc fallu 200 contrôleurs de 
flux et 200 capteurs de pression. Ceci était absolument irréalisable. Nous avons donc opté pour une 
solution plus pratique, moins onéreuse, mais sans doute moins efficace. Au lieu de disposer de 200 
arrivées d’air indépendantes, les injecteurs sont tous alimentés à partir d’un seul réservoir qui 
délivre une pression uniforme (fig. 3.12). Seul le flux d’air entrant dans ce réservoir peut être réglé. 
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FIG.3.12 :Deux possibilité pour obtenir une pression non uniforme à la base d’un modèle de sable. 
Par commodité, nous avons utilisé une arrivée d’air unique (b) 
Deux modes d’utilisation des dispositifs sont possibles : 
- Mode 1 (schéma 3.13a): Chaque injecteur est rempli d’une hauteur spécifique de sable dont le 
rôle est de plus ou moins faire chuter la pression entre le réservoir et la base du modèle. La 
pression au sommet de chaque injecteur est donc directement liée à la quantité de sable 
introduite. Ce mode d’utilisation permet de créer des distributions de pression non-uniformes à 
la base des modèles. L’inconvénient : cette distribution spatiale est réglée en début 
d’expérience et ne peut plus être modifiée par la suite. 
 
- Mode 2 (schéma 3.13b) : Tous les injecteurs, d’une hauteur de 30 cm, sont remplis entièrement 
de sable qui sert de zone tampon entre le réservoir et le modèle. Ainsi, comme le montre le 
schéma 3.13b, lorsque le modèle s’épaissit, sa pression basale Pb augmente et inversement 
lorsqu’il s’amincit. Les injecteurs étant isolés les uns des autres, les pressions ne 
s’homogénéisent pas avant l’entrée du fluide dans le modèle, ce qui permet de maintenir un 
paramètre λ* plus ou moins constant, quel que soit le relief du modèle. Pour obtenir un λ* 
strictement constant, il faudrait des injecteurs infiniment longs. 
En utilisant cette zone tampon, on élimine le problème des volcans. On peut ainsi diviser 
localement l’épaisseur des modèles par deux ou trois sans qu’ils n’explosent. De plus, nous 
avons remarqué que lorsque le sable était fluidisé, cela ne dégénérait pas en explosion 
catastrophique car la concentration du flux d’air n’est plus possible en raison des parois 
verticales des injecteurs. 
 
Deux dispositifs munis d’injecteurs ont été construits. Le premier dispose d’une seule rangée 
d’injecteurs (1.7 cm de large) permettant un contrôle des pressions dans une seule direction. Cet 
appareil est utilisé au chapitre 5 pour des expériences de compression cylindrique. Le deuxième, 
beaucoup plus grand, possède 200 injecteurs (de 5 cm de côté) permettant le contrôle en 2D des 
pressions basales. Il est décrit et utilisé au chapitre 6 pour des expériences de glissement. 
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3.4   Conclusion 
Dans ce chapitre, nous avons discuté des possibilités qu’offrait la modélisation analogique avec 
pression de fluide aux pores. Nous avons vu que les phénomènes transitoires de génération et 
dissipation ne pouvaient être simulés. Tous nos modèles seront donc considérés à l’équilibre du 
point de vue des pressions. Les gradients de pression sont dimensionnés comme les contraintes, 
nous pourrons donc mettre en évidence le jeu des forces de courant décrites au chapitre 2.  
Nous avons également caractérisé le comportement du sable pour les très faibles contraintes 
effectives mises en jeu dans les modèles, ainsi que la perméabilité. Enfin, nous avons décrit 
brièvement les dispositifs que nous avons construit, ainsi que leurs modes d’utilisation. 
Cette méthode analogique sera maintenant employée aux chapitres 5 et 6 pour l’étude des 
prismes et de quelques glissements. 
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Chapitre 4    
Modélisation numérique : méthode des 
éléments distincts avec un fluide 
interstitiel 
4.1   Introduction 
Le choix d'utiliser la modélisation numérique dans ce travail de thèse a été conditionné 
essentiellement par les difficultés expérimentales rencontrées. Nous avons vu au paragraphe 
précédent qu'il était très difficile de contrôler les conditions limites en terme de pression de fluide. 
Nous avons eu recours a un dispositif complexe d'injecteurs pour obtenir des distributions de 
pressions non uniformes à la base des modèles. Au cours d'une expérience de déformation, nous ne 
pouvons, actuellement, que modifier la pression d'air dans le réservoir basal. Le système d'injecteur 
permet de maintenir un rapport pression/épaisseur du sable plus ou moins constant, mais il n'est pas 
possible d'augmenter ce rapport dans une zone particulière du modèle. Ajouté à cela, nous ne 
pouvons suivre l'évolution de l'expérience qu'en surface et au travers d'une plaque de verre sur le 
côté du modèle, en admettant que les effets de bords sont faibles. L'utilisation d'appareil du type 
scanner (Colletta et al., 1991) pour suivre la déformation n'est pas possible en raison des 
dimensions trop importantes des dispositifs. 
Enfin, l'aspect économique n'est pas négligeable non plus. Facturée 45 euros l'unité par le 
laboratoire de modélisation de Rennes, l'expérience analogique revient beaucoup plus chère qu'une 
simulation numérique, et une étude paramétrique convenable devient totalement irréalisable en 
l'absence de financement. 
La simulation numérique peut être envisagée de différentes manières en fonction du degré de 
simplification du modèle utilisé. Un modèle très compliqué pourra intégrer les rhéologies les plus 
sophistiquées, des transitions de phases variées ou tout autre type de couplage mécanique. La seule 
limitation est le temps de calcul qui peut devenir faramineux. Pour certains d'ailleurs, ce problème 
n'est que secondaire. On peut donner l'exemple de (Campbell et al., 1995) qui ont fait tourner une 
simulation pendant plus d'une année entière. En suivant cette démarche, nous aurions pu reprendre 
un code déjà existant, ajouter quelques effets de couplage avec un fluide et simuler la génération de 
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surpressions dans le delta de l'Amazone aboutissant à une instabilité gravitaire. Mais quelle valeur 
donner à une telle simulation qui aurait nécessité des simplifications extrêmes et un certain nombre 
de suppositions hasardeuses sur les rhéologies ou les perméabilités des matériaux et des failles en 
présence. Quelle que soit la complexité du modèle, les résultats doivent être interprétés en 
conséquence de notre propre connaissance du système naturel, qui est finalement très faible. 
 
FIG.4.1 : Représentation schématique de deux grands types de modèles de déformation. La méthode 
des éléments finis consiste à créer une maille dont chaque élément possède une loi de 
comportement. Dans l’approche discrète, le système est constitué d’éléments indépendants qui 
interagissent entre eux par des forces de contact. 
Mon approche et ma philosophie de la modélisation numérique sont différentes. Celle-ci est 
envisagée comme un complément à la modélisation analogique. J'ai ainsi développé mes propres 
codes dans le but de comprendre et de vérifier au mieux l'action des forces de courant dans des 
systèmes aussi simples que nos expériences de sable. La simulation numérique a dans ce contexte 
plusieurs intérêts: 
- On peut agir très facilement sur les paramètres et déterminer leur influence sur le 
comportement du système (ex: conditions aux limites, coefficients de friction etc...). La 
confrontation avec le cas réel, c'est à dire l'expérience est alors beaucoup plus simple 
qu'avec un système naturel que l'on a beaucoup de mal a appréhender.  
- On connaît à tout moment l'état du système, les contraintes, les vitesses etc... 
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- On peut refaire plusieurs fois l'expérience avec strictement les mêmes conditions initiales, 
ce qui est impossible en expérimentation physique. 
Deux approches permettent de simuler numériquement le comportement des matériaux 
granulaires: les modèles continu et discontinu. La première approche ne s'intéresse pas au 
comportement particulier de chaque grain mais considère le comportement du milieu dans son 
ensemble. Elle est la base des méthodes des éléments finis (Zienkiewicz, 1971) ou différences 
finies (Cundall and Board, 1988). Très brièvement, dans ces méthodes, le milieu est divisé en 
éléments constituant un maillage (fig.4.1) dont le déplacement des nœuds est régi par les lois 
Newtoniennes. Les forces appliquées sur ces nœuds sont calculées à partir de la déformation des 
éléments de la maille auxquels sont attribués des lois rhéologiques. Dans le cas du sable, on utilise 
des lois élasto-plastiques non-associées avec une limite de plasticité de type Mohr-Coulomb qui 
permettent la localisation de la déformation et la création de bandes de cisaillement (Rudnicki and 
Rice, 1975; Vermeer, 1990; Vermeer and Borst, 1984) L'un des inconvénients de la méthode réside 
dans la déformation de la maille, qui, si elle devient trop importante, conduit à des erreurs 
numériques. Il convient alors de remailler le système tout en conservant les informations de 
contraintes et l'historique de la déformation de l'ancienne maille (Nino, 1997). Cette méthode est de 
très loin la plus utilisée dans le calcul des contraintes et des déformations toutes disciplines 
confondues. Bien qu'ayant débuté l'écriture de codes de différences finies au cours de cette thèse, 
nous n'avons pas poursuivi son développement pour préférer une approche discrète. Plusieurs 
raisons ont motivé ce choix. 
- Soumis à de très fort gradients de pression d'air, le sable se fluidise et son comportement 
change totalement. Il n'a plus aucune résistance et il se comporte alors comme un fluide. 
Ce type de phénomène nous semblait, à première vue, plus difficile à simuler en éléments 
finis car il fallait déterminer les lois de comportement adéquates à la transition de l'état 
fluidisé. 
- La fluidisation est accompagnée de phénomènes explosifs pour lesquels l'aspect discontinu 
du matériau joue un rôle fondamental. 
La méthode des éléments discrets trouve l'une de ses origines dans la mécanique des roches 
(Cundall and Strack, 1979; Jing, 2003). Elle part du principe que le milieux naturel est très fracturé 
et qu'il peut être décrit par un certain nombre de blocs individuels en contact (fig.4.1). Son 
fondement théorique repose sur la formulation et la résolution des équations du mouvement de ces 
corps supposés rigides ou déformables. Cette méthode, qui permet de simuler le comportement 
statistique global d'un phénomène grâce à l'interaction mutuelle d'une large population de 
particules, éléments ou blocs, a trouvé de nombreuses applications dans des disciplines diverses: 
mécanique des sols, des fluides, des milieux granulaires, procédés des matériaux etc... Elle est 
souvent utilisée dans des situations où les connaissances théoriques ne suffisent pas à comprendre 
entièrement un phénomène et à fournir les équations nécessaires à une modélisation classique du 
système en milieu continu. Pour exemple, Oger et al. (1998) utilisent une méthode aux éléments 
distincts pour tirer une loi de comportement pouvant être intégrée dans un modèle continu 
d'évolution à grande échelle d'une banquise de glace très fracturée.  
L'étude des milieux granulaires est devenu un domaine privilégié de ces méthodes; et c'est dans 
cet esprit que nous l'avons adopté. Quelques personnes ont utilisé ce type de modélisation pour 
simuler des phénomènes géologiques (Burbidge and Braun, 2002; Cody and Morgan, 2002; 
Morgan, 1997; Saltzer and Pollard, 1992; Scott, 1996; Strayer and Suppe, 2002; Vietor and 
Oncken, 2002). Les travaux récents de Burbidge et Braun (2002) nous ont convaincu de l'intérêt 
que pouvait avoir cette méthode pour la simulation de phénomènes tectoniques compressifs et nous 
ont encouragé à explorer cette voie. 
Pour introduire un fluide dans nos modèles, nous nous sommes inspirés des nombreux travaux 
sur les lits fluidisés en génie chimique (Tsuji et al., 1993). La circulation du fluide est calculée par 
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les équations de Navier Stokes, moyennées sur de petits éléments de volumes fixes contenant des 
particules solides. Un terme de couplage simple et empirique, est introduit pour modéliser 
l'interaction entre les particules solides et le fluide (voir paragraphe 4.3) 
4.2   La méthode des éléments distincts 
4.2.1   Ecoles des corps déformables et indéformables 
Deux approches d'éléments discrets s'affrontent dans la littérature des milieux granulaires (Müller, 
1996): 
- l'école des corps déformables, 
- l'école des corps indéformables. 
La première approche modélise la dynamique des contacts entre les éléments par des systèmes 
de ressorts et amortisseurs. Quand deux grains s'entrechoquent, ils peuvent se chevaucher 
légèrement et une force de répulsion (ressort) naît de leur interpénétration. Ajouté à cela, un terme 
de dissipation (amortisseur) permet de modéliser le frottement. Les contacts ont des durées non 
nulles et les interactions évoluent de façon continue au cours du chevauchement. Ce modèle a été 
présenté en 1979 par Cundall et Strack sous le nom de méthode aux éléments distincts. 
L'intégration des équations de mouvement se fait de manière explicite. 
Dans l'autre école, le choc est considéré comme instantané. Le contact a lieu en un point et non 
en une région comme dans la précédente. Les grains sont dotés de coefficients de frottement et de 
restitution qui seront utilisés lors des chocs pour calculer les nouvelles vitesses des grains (Wang 
and Mason, 1992), tout en conservant la quantité de mouvement.  
La différence fondamentale entre les deux écoles est donc l'échelle de temps envisagée. En 
suivant l'évolution du contact, la première nécessite des pas de temps beaucoup plus faibles que la 
seconde. 
Müller (1996) compare en détail les deux méthodes et montre que la deuxième est assez peu 
adaptée à la simulation des milieux denses car elle implique de prévoir précisément l'instant de 
collision entre les particules afin d'ordonner les chocs et calculer les nouvelles vitesses.  
Nous avons donc adoptée la méthode très classique des éléments distincts à corps déformables. 
Quatre étapes sont fondamentales dans la construction d'un logiciel utilisant une méthode 
discrète (fig.4.2): 
- le choix de la forme des éléments utilisés: 2D ou 3D, forme circulaire, ovale ou 
quelconque. 
- la mise au point d'un algorithme de détection efficace des contacts entre grains. 
- le choix du modèle de contact et l'intégration des équations de mouvement. 
- la visualisation et l'analyse des résultats. 
Nous discuterons successivement des trois premières, la dernière sera partiellement abordée et 
sera précisée plus ponctuellement dans les chapitres suivant (chapitre 7). 
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FIG.4.2 : Les 4 étapes de la construction d’un code d’éléments distincts 
4.2.2   Forme des éléments 
Nous nous limiterons au cas le plus simple d'éléments en deux dimensions (2D) circulaires. Ce 
choix n'est pas neutre car la forme des grains influe sur les propriétés mécaniques du milieu. 
L'enchevêtrement des grains est par exemple radicalement différent en 2D et 3D et les effets sont 
non-négligeables sur la réponse du système (Frye and Marone, 2002; Morgan and Boettcher, 
1999a; Morgan and Boettcher, 1999b; Oger et al., 1998). 
L'avantage évident des éléments circulaires est leur simplicité de description: rayon et masse. 
Savoir si deux grains sont en contact est extrêmement rapide puisqu'il suffit de calculer la distance 
séparant leurs centres. La construction d'un code en 3D ne pose pas de difficulté particulière mais 
n'était pas envisageable dans le temps imparti de la thèse. 
4.2.3   La détection des contacts 
Un intérêt tout particulier doit être porté à l'algorithme de détection des contacts entre grains 
car c'est une phase très gourmande en temps de calcul. Intuitivement, la recherche des grains en 
contact avec un élément donné implique la notion de voisinage. Il serait en effet désastreux de 
tester tous les grains puisqu'en multipliant par deux le nombre d'éléments, les tests à effectuer 
seront multipliés par 4! Il faut donc se limiter à tester un nombre limité de grains que l'on 
considèrera comme voisins. La manière de procéder la plus répandue est de quadriller l'espace. 
Après avoir déterminé dans quelle case se situe le grain considéré, il suffit de tester les éléments se 
situant dans les cases alentours (Cundall, 1988). En prenant des cases de longueur optimale l = 
2.Rmax , où Rmax est le rayon le plus grand, il suffit de tester la case centrale et les 8 autres 
adjacentes (fig.4.3a). Cette méthode est très efficace lorsque les grains sont de taille homogène, 
mais elle montre rapidement ses limites lorsque les rayons sont très différents. En effet, si tous les 
éléments sont de rayons Rmax, 4 éléments au maximum vont se trouver dans une même case; si le 
rayon est divisé par deux, on pourra en trouver 16, ce qui augmente d'autant le nombre de tests à 
effectuer. 
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FIG.4.3 : Méthodes de détection des voisins : (a) par un repérage dans une grille fixe, (b) par la 
technique du halo, (c) par une combinaison de (a) et (b) (méthode utilisée dans la thèse), (c) par 
une technique de plusieurs halos pour des systèmes avec une grande variabilité de taille d’élément. 
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FIG.4.4 : Exemple d’empilements où l’emploi d’une technique à plusieurs halos est efficace. 
Une autre méthode est celle du halo. Elle consiste à maintenir pour chaque particule la liste de 
ses plus proches voisins. Chaque particule est ainsi entourée d'une bulle dont elle est le centre 
(fig.4.3b) et seuls les grains contenues dans ce halo sont pris en compte dans le test (Burbidge, 
2000; Hoomans et al., 1996; Hoomans et al., 2000). La liste des voisins doit être mise à jour 
régulièrement. Le problème, comme dans la méthode précédente, est de bien définir la taille du 
halo.  
D'autres techniques comme celle du tri (les billes sont classées de droite à gauche et de bas en 
haut dans deux tableaux (Müller, 1996), du maillage adaptatif (Wenzel and Bicanic, 1993), ou de la 
triangulation (Ferrez, 2001; Müller, 1996) sont également utilisées. 
Pour notre part, nous avons adoptée la technique du halo couplée à une grille de repérage 
(fig.4.3c). Pour chaque élément, on maintient la liste des voisins situés à une distance inférieure ou 
égale à 3.Rmax (Burbidge, 2000). Avant qu'un élément hors de cette bulle ne puissent rencontrer la 
particule centrale, il faudra que les deux se soient rapprochés d'au moins Rmax.  Cette distance est 
évidemment plus grande si les grains sont plus petits. La liste des voisins devra être renouvelée 
chaque fois qu'un élément aura parcouru une distance maximale de Rmax/2. Pour renouveler la liste 
on repère les éléments grâce à une grille fixe à maille carrée de 2Rmax de côté. Pour éviter de faire 
deux fois le même test, les disques sont numérotés et seuls les éléments de numéros supérieurs sont 
regardés. 
Lorsque le système possède des grains de rayons très différents (rapports supérieurs 2), on 
classe les billes en deux catégories (désignées par I pour les plus petites et II les grandes) et on 
utilise trois types de bulles (fig 4.3d): 
- type 1: des bulles de rayon 3 RImax où R
I
max est le rayon le plus grand des éléments de 
catégorie I. Cette bulle entoure les grains de catégorie I et elle ne contient que les voisins 
de catégorie I. Ces listes sont renouvelées lorsqu'une bille de catégorie I s'est déplacée de 
RImax/2. 
- type 2: Cette bulle, de rayon 2.RImax+R
II
max maintient la liste des éléments de catégorie II 
entourant chaque grain de catégorie I. Elle est renouvelée lorsqu'un grain de la 1ère ou 2ème 
famille a parcouru RImax/2. 
- type 3: de rayon 3. RIImax, elle sert aux voisins de catégorie II des éléments également de 
2ème catégorie. Elle est repérée lorsqu'une bille de catégorie II s'est déplacée de RIImax/2. 
Pour renouveler les listes, on se sert de deux grilles: l'une de côté l = 2.RImax et l'autre l = 
2.RIImax. Cette méthode a été utilisée par (Hoomans et al., 2000). Elle évite d'avoir trop de petites 
billes dans de grandes bulles. Elle est très efficace lorsque l'on veut construire des modèles en 
couches de granulométries différentes (fig.4.5). Aucune des simulations présentées dans cette thèse 
n'a cependant utilisé cette hiérarchisation des halos car nous avons estimé que la construction des 
systèmes comportant de très faibles granulométries de grains impliquaient de trop grands nombres 
d'éléments et des temps de simulation trop importants pour le temps dont nous disposions. 
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4.2.4   Forces aux contacts et déplacement des éléments 
A. Description du modèle 
Le modèle des corps déformables que nous avons utilisé a été décrit pour la première fois par 
Cundall et Strack (1979). Les déformations de chaque grain sont supposées être petites en 
comparaison de leur taille. Néanmoins, dans ce modèle simple, la déformation précise du grain 
n'est pas considérée; au lieu de cela, les grains peuvent se chevaucher légèrement. C'est à partir de 
ces chevauchements que sont calculées les forces de contact agissant sur les éléments. La 
description qui suit est tirée de Müller (1996) avec néanmoins quelques corrections sur le calcul 
des forces d'amortissement. 
Le tableau 4.1 et la figure 4.5 montrent les différentes notations utilisées. 
 
FIG.4.5 : Illustration de l’interpénétration de deux éléments dans un modèle à corps déformables et 
symboles utilisés. 
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Symbole Description unité 
R1, R2 Rayons des éléments M 
m1, m2 Masses des éléments kg 
I Moment d’inertie kg.m2 
L Distance séparant les centres des éléments m 
α Angle entre l’axe reliant les centres des éléments et l’axe x rad 
sn
rr
 ,  Vecteurs normal et tangentiel au contact  
21,rr
rr
 Vecteurs position des éléments m 
21,rr
&r&r  Vitesses de translation des éléments m.s-1 
21  , rr
&&r&&r  Accélérations des éléments m.s-2 
21  ,ϖω  Vitesses de rotation des éléments rad.s-1 
21  ,ϖω &&  Accélérations rotationnelles des éléments rad.s-2 
v
r
 Vitesses relatives entre 2 éléments m.s-1 
vn, vs Composantes normale et tangentielle de la vitesse relative  m.s
-1 
dt Incrément de temps s 
δn , δs Déplacements relatifs normal et tangentiel des éléments m 
Fn , Fs Forces normale et tangentielle au contact N 
∆Fn, ∆Fs  Incréments de forces normale et tangentielle au contact N 
M Moment des forces m.N 
µ Coefficient de friction intergranulaire  
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Dn , Ds Forces d’amortissement visqueux normal et tangentiel au contact N 
kn , ks Constantes d’élasticité normale et tangentielle au contact N.m
-1 
cn , cs Coefficients d’amortissement visqueux normal et tangentiel N.s.m
-1 




TABLEAU 4.1 : Symboles utilisés, significations et unités 




de leurs centres de gravité et 
leurs vitesses de translation 1r
&r et 2r&
r
. Les vitesses de rotation sont notées ω1 et ω2 et sont comptées 
positives dans le sens anti-horaire. Chaque élément a aussi un rayon R et une masse m ainsi qu'un 
moment d'inertie I. 
Les deux disques sont supposés être en contact et se chevauchent un peu. La distance L 
séparant les deux centres est donc inférieure à la somme des rayons: 
L < R1 + R2   => contact  (4.1) 




 perpendiculaires entre eux permettant de 
décomposer la force exercée au point de contact en une force normale et tangentielle: 
 ]  -cos ,  sin [  set      ] sin  ,  cos [  αααα == rrn  (4.2) 
On définit p1 et p2 comme les deux points d'intersection du segment reliant les centres des 
éléments avec les bords des disques. Le point de contact est le milieu du segment [p1  p2]. La 
vitesse relative de p1 par rapport à p2 est : 
sRRrrv
r&r&rr )...(  )(  221121 ωω +−−=   (4.3) 
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  (4.4 et 4.5) 
Pendant un temps court dt, le déplacement relatif des deux particules est donc: 









=δδ   (4.6) 
Ce déplacement est utilisé pour calculer les variations de forces de répulsion qui empêchent les 
disques de trop se chevaucher. Cette force est modélisée par un ressort de rigidés kn et ks. Les 
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Les forces normales et tangentielles sont alors obtenues en additionnant ces incréments aux 
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  (4.8) 
Dans les notations adoptées, les forces normales et tangentielles sont positives dans le sens 




. Lorsque les grains se séparent, aucune force de rappel simulant une 
quelconque cohésion (Mikami et al., 1998) n'est introduite. 
s
Le modèle intègre également une limite de plasticité de type loi de Coulomb au contact. La 
magnitude des forces cisaillantes doit ainsi obéir à la règle: 
ns
FF  .     µ≤   où µ est le coefficient de frottement intergranulaire. 
Si cette relation n'est pas vérifiée, on pose |Fs| = µ . |Fn| et on conserve les signes. Les disques 
glissent alors l'un sur l'autre.  
Des forces visqueuses proportionnelles aux vitesses relatives des grains sont également 









  (4.9) 
où cn et cs sont les coefficients d'amortissement normal et tangentiel. 
Le moment résultant agissant sur un disque est enfin calculé en sommant les forces cisaillantes 






DFRM )(.   (4.10) 
où i représente les points de contact. 
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Les forces normales et tangentielles de tous les contacts sont ensuite décomposées dans les 
directions x et y et sont utilisées, avec le moment résultant, pour le calcul des accélérations r&&r  et ω&  









   .*  .
)(   .  .  .
ωω&
r&r&&r
  (4.11) 
I représente le moment d'inertie et vaut 0.5.m.R2 en 2 dimensions. 
C et C* sont les coefficients d'amortissement globaux pour les translations et les rotations. g
r
 
est le vecteur gravité. 
Ces équations sont discrétisées dans le temps par un schéma de différences centrales où les 
vitesses à l'instant t sont supposées être les moyennes des vitesses à l'instant t - dt/2 et t + dt/2: 
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  (4.12) 
En supposant qu'elles sont constantes pendant l'intervalle de temps dt, les accélérations sont 
maintenant écrites: 
)  (5.0  
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Les positions des particules à l'instant t + dt sont alors données par: 
dtrrr
dtttdtt
.    2/   ++ += rrr  (4.15) 
Le schéma de la différence centrale introduit une erreur d'un demi pas de temps pour les valeurs 
des amortissements car elles sont calculées à partir des vitesses à t - dt/2. Cundall (Cundall and 
Strack, 1979) estime ces erreurs négligeables. 
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B. Choix des paramètres 
Le modèle que nous venons de présenter fait intervenir 8 paramètres qui vont influer sur les 
résultats des simulations: µ, kn, ks, cn, cs, C, C* et dt. Ce grand nombre de paramètres est une des 
limites de la méthode. 
Rigidités et lois de contacts 
En se plaçant à une échelle de temps inférieure à celle mise en jeu lors des contacts, le modèle 
de Cundall suppose que l'on introduise une description plus ou moins précise de l'évolution des 
forces lors des chocs. Nous avons vu que les incréments de force de répulsion étaient calculés grâce 
aux coefficients de rigidité. Les valeurs de kn et ks seront l'expression du modèle de contact utilisé. 
De nombreuses simulations utilisent des rigidités déduites des théories de Hertz et Mindlin qui 
décrivent la déformation de deux corps élastiques en contact et soumis à un effort normal (Hertz) 
ou tangentiel (Mindlin) (Jonhson, 1985). L'écriture des coefficients de rigidité dépend alors de la 













































  (4.16) 
avec 
)1(2
  ν+= EG  
























2π ν−=  (4.18) 
P est l'effort exercé sur les cylindres par unité de longueur de cylindre. 
Dans les deux cas, on voit que la mécanique mise en jeu est non linéaire puisqu'elle fait 
intervenir des kn qui varient au cours de l'interpénétration des éléments. L'utilisation de telles lois 
nécessite d'être très vigilant lors du calcul des forces de répulsion par incréments, surtout en début 
88  Modélisation numérique 
 
et fin de contact afin de ne pas créer d'énergie supplémentaire. Lorsque deux boules se retrouvent 
en contact à l'instant t et qu'elles ne l'étaient pas à t-dt, le calcul de la force de répulsion ne peut pas 
être fait avec le déplacement δn des particules, car seul une partie de ce déplacement a eu lieu après 
le contact. Xu and Yu (1997) calcule ainsi l'instant précis de début de collision en ramenant les 
boules en arrière lorsqu'un nouveau contact a eu lieu pendant l'intervalle dt. Evidemment, ce type 
de procédure peut être assez coûteux en temps de calcul si les contacts évoluent rapidement. 
Une alternative plus simple, mais sûrement moins réaliste, est d'utiliser une mécanique de 
contact purement linéaire en supposant des coefficients de rigidité kn et ks constants. Cette pratique 
est très courante en milieux granulaires  (Mikami et al., 1998; Müller, 1996; Tsuji et al., 1993) et 
donne des résultats tout à fait convenables. On peut souligner dès à présent la démarche de Saltzer 
et Pollard (1992), qui, à partir de la théorie de Hertz pour des cylindres, calculent un coefficient de 
rigidité normal moyen qu'ils appliquent ensuite à tous les éléments (voi paragraphe « pas de 
temps »). 
Pour notre étude, nous nous sommes limité pour l'instant à une simple mécanique linéaire avec 
ks = kn/(2(1+ν)) (Bardet and Scott, 1985). 
Cundall et Spark ont montré que les résultats ne dépendaient pas du rapport ks / kn. La valeur de 
ks agit néanmoins sur la mobilisation du frottement intergrains. Le seuil de Coulomb ne sera en 
effet pas atteint de la même manière pour des ks différents (Staron, 2002). 
 
FIG.4.6 : Illustration de la réponse d’un système en cisaillement en fonction du coefficient de 
frottement intergranulaire µ. Pour un frottement faible, le glissement entre particules est facilité 
(a). Lorsque µ  est plus fort, le roulement prend le relais (b)  et la dilatance de la zone de 
cisaillement est plus importante (d’après Morgan et Boettcher, 1999). 
Coefficient de frottement intergranulaire 
C'est le coefficient de frottement intergranulaire qui détermine le seuil de glissement des 
particules entre elles. Les simulations classiques utilisent µ = 0.3 ou µ = 0.5. Plus le coefficient de 
frottement est élevé, plus les particules ont tendance à rouler les uns sur les autres. Plus il sera 
faible, plus les particules glisseront les unes sur les autres (Morgan and Boettcher, 1999a; Morgan 
and Boettcher, 1999b). Ces différents comportements sont illustrés sur la figure 4.6.  En effectuant 
des cisaillements numériques, Frye and Marone (2002), Morgan and Karig (1995) et Oger et al. 
(1998) ont montré qu'augmenter le coefficient de frottement intergranulaire n'augmentait pas 
énormément le coefficient de friction macroscopique du système ( ≈ 0.3 ) en raison du roulement 
des particules entre elles. Ce roulement est en grande partie favorisée par la structure en 2D des 
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modèles. En interdisant la rotation des disques, la réponse du système est différente et la résistance 
mécanique globale devient une fonction linéaire du frottement microscopique fig. 4.7.  
En inclinant doucement des modèles, il est facile d'estimer le coefficient de friction global du 
matériau. Pour des empilements d'éléments construits comme au chapitre 7, nous avons estimé un 
angle maximum de stabilité variant de 18 à 20° (µ = 0.32 à 0.36). 
 
FIG.4.7 : Effet de la rotation des particules sur le coefficient de friction global du milieu granulaire. 
Lorsque la rotation est autorisée, µ global atteint un seuil de 0.3 (modèle 2D, d’après Morgan et 
Boettcher, 1999). 
Coefficients d'amortissement 
En analysant les différentes formules du modèle de Cundall, on voit que l'Energie du système 
est dissipée au travers des amortissements aux contacts cn et cs et des amortissements globaux C et 
C*. 
L'amortissement global peut être assimilé à l'effet de la viscosité d'un fluide dans lequel 
seraient plongées les particules. Pour nos simulations impliquant des phénomènes gravitaires, 
l'introduction d'un tel amortissement provoque des changements de premier ordre sur les résultats 
puisqu'il ralentit la chute des grains, les avalanches, et modifie ainsi la géométrie des surfaces de 
nos expériences. Nous nous sommes donc résolus à éliminer ces coefficients qui peuvent paraître 
assez artificiels.  
L'expression des coefficients d'amortissement aux contacts cn et cs est tirée des équations de 
mouvement d'un oscillateur amorti de masse m: 
0  .  .  . =++ xkxcxm &&&   (4.19) 
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où x est la position de la masse,  sa vitesse et  son accélération. x& x&&
La solution de ce système est donnée par (Burbidge, 2000; Tsuji et al., 1993): 
• pour  kmc 2  > ,  ).exp(.  ).exp(.  2 1 trBtrAx +=  
• pour kmc 2  = , )2  exp().(  mctBAx −+=  
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2    ==c est l'amortissement critique. La valeur de cn est généralement pris 
comme une fraction de ccrit. Yuu et al. (2000) utilisent l'amortissement critique, tandis que Tsuji 
(1993) exprime son amortissement en fonction d'un coefficient de restitution e: 
kmc γ2  =  avec 2  1 αα += γ  et  eln 1   πα −=  
En prenant e = 0.9, ils utilisent cn = 0.03 ccrit. 
Burbidge (2000) montre qu'un empilement triangulaire compact de 48 cylindres atteint son 
équilibre statique le plus rapidement avec cn = 0.01ccrit. Pour notre part, nous avons utilisé 
arbitrairement un coefficient d'amortissement de 0.1ccrit. 
Pas de temps 
Le pas de temps utilisé pour intégrer les équations de mouvement doit être suffisamment petit 
pour que les perturbations ne puissent pas se propager, à partir d'un disque, plus loin que son 
voisinage proche. Les forces s'exerçant sur un disque peuvent alors être déterminées simplement 
par son interaction avec les éléments qui le touchent, ce que nous avons fait au paragraphe 4.2.4.A. 
Le pas de temps doit donc être judicieusement choisi: trop grand, les suppositions faites ne sont 
plus vérifiées; trop petit, le temps de simulation sera inutilement long. 
La stabilité du système est déterminée par la période d'oscillation d'un oscillateur non amorti: 
k
mT π2  =   (4.20) 
Cundall et Strack (1979) préconisent d'utiliser dt = T/(20.π) pour éviter toute instabilité, en 
utilisant la masse de la particule la plus légère et la rigidité la plus forte. dt dépend également de la 
taille des particules et de la vitesse de celles-ci. Plus les grains seront petits et plus le système sera 
dynamique, plus la durée du cycle sera courte puisque le risque de chevauchement inacceptable est 
plus grand (fig.4.8). 
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FIG.4.8 : Influence du pas de temps sur le cacul de la force de répulsion au contact. Lorsque le pas 
de temps est trop important, le chevauchement est trop grand et la force de répulsion également 
(a). Au contraire, un pas de temps trop faible nécessite trop d’itérations pour le déplacement de 
l’élément et une perte d’efficacité du code (c). 
Burdbridge (2000) montre également qu'un système peut être stable pour les déplacements 




=   (4.21) 




1  =   (4.22) 
Nous voyons que le pas de temps dépend à la fois de la masse des particules et des coefficients 
de rigidité, ce qui peut poser de graves problèmes. D'après les théories de Hertz et Mindlin, kn et ks 
sont étroitement liés aux propriétés élastiques du matériau. Lorsque l'on simule un matériau 
granulaire, on regarde le comportement de grains de quartz dont le coefficient de Young E est de 
plusieurs dizaines de GPa. Les grains ne faisant que quelques millimètres ou dixièmes de 
millimètres, les pas de temps à employer sont de l'ordre de 10-7 s. 10 millions de cycles sont donc 
nécessaires pour simuler 1 seconde, ce qui paraît faramineux pour simuler des phénomènes plus 
longs.  
En général, ce problème est contourné par une diminution drastique des rigidités. On simule 
alors des empilements de grains "mous". Ainsi une très grande partie de la littérature sur les 
milieux fluidisés emploie des valeurs de kn et ks aux alentours de 1000 N (Kawaguchi et al., 1998; 
Mikami et al., 1998; Tsuji et al., 1993). Dans le cas précis de nos expériences, nous pouvons avoir 
recours au dimensionnement pour justifier de l'emploi de rigidités aussi faibles. Nous avons vu, au 
chapitre 3, que la mise à l'échelle des modèles de déformation impliquait une proportionnalité des 
caractéristiques élastiques des matériaux, ce qui n'était absolument pas vérifié pour le sable de nos 
expériences analogiques. La condition à remplir était: 






E γγγ ρσ .==  
Les modèles de croûte en éléments distincts de Saltzer et Pollard (1992) ou Burbidge et Braun 
(2002) étaient constitués de cylindres dont la rigidité était supposée constante pour tous les 
éléments quelle que soit leur profondeur. Nous suivons, ici, le même raisonnement que Saltzer et 
Pollard. Considérons des éléments cylindriques de 50 m de diamètre et de masse volumique ρ = 
2800 kgm-3. A une profondeur moyenne de 1500 m les cylindres subissent une force, par unité de 
longueur, égale au poids de 30 rouleaux situés au dessus, soit 1.6 e9 N/m. En appliquant la théorie 
de Hertz, la surface de contact entre rouleaux à cette profondeur est de 6.9 m2. En prenant des 
valeurs typiques de E de 1e9 pour des argiles par exemple et ν = 0.25, on déduit la rigidité kn = 
1.07e9 N/m2 de l'équation 4.17. Un modèle analogique a typiquement un rapport dimensionnel de 
1e-5. En prenant γρ = 1: 




Les valeurs de kn obtenues sont donc du même ordre de grandeur que celles employées 
couramment dans les simulations d'éléments distincts de milieux granulaires.  
Si les modèles granulaires numériques sont donc grossièrement dimensionnés pour les 
paramètres élastiques par rapport à des systèmes réels pluri-kilométriques, nous n'aborderons pas 
cette modélisation uniquement dans ce contexte. Dans le chapitre 7, nous aborderons bien nos 
simulations du point de vue microscopique en regardant la transmission des forces dans un système 
soumis à un gradient de pressions de fluide. Ce faisant, nous garderons à l'esprit que les éléments 
sont bien anormalement "mous" pour un milieu granulaire. 
4.3   Couplage du modèle avec une phase fluide 
Nous avons vu au paragraphe précédent que le mouvement de translation des particules d'un 
modèle d'éléments distincts était régi par l'équation 4.11: ∑ ++=+
i
ii
DFgmrCrm )  (  .  .  .
rrr&r&&r  (4.11) 






rrrr&r&&r   )  (  .  .  . ∑ +++=+   (4.23) 
où fpi est la résultante des forces exercées par le fluide sur la particule. Comme nous l'avons vu 
au chapitre 2, le calcul de cette force nécessite de décrire correctement l'écoulement du fluide au 
travers du milieu poreux. La résolution des équations de la dynamique du fluide à l'échelle du pore 
(Zhu et al., 1999) peut apporter de précieuses informations sur fpi mais cette démarche est 
totalement inenvisageable lorsque l'on regarde des systèmes à plusieurs milliers de grains. 
L'approche alternative consiste alors à décrire l'écoulement du fluide de manière macroscopique en 
résolvant les équations de Navier-Stokes moyennées et en introduisant un terme de couplage avec 
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la phase solide (Tsuji et al., 1993). Cette méthode est l'une de celle utilisée dans l'étude de la 
fluidisation des milieux granulaires dont nous nous sommes inspirés. 
4.3.1   Interaction fluide-particule 
Dans leur dérivation des équations de conservation de la masse et du moment pour un système 
fluidisé continu à deux phases (solide et fluide), Anderson et Jackson (Anderson and Jackson, 
1967) font intervenir des variables locales moyennées, comme celles décrites au chapitre 2. Le 
terme de couplage entre la phase particulaire et la phase fluide est le terme fpi. Ils montrent que 
cette force peut être écrite comme la somme des variations du tenseur macroscopique des 
contraintes dans le fluide (σf) et une composante fpi'  liée aux variations locales du tenseur 
microscopique au sein de l'écoulement autour de la particule (Kafui et al., 2002): 
'  ..  
pifpipi
fVf
rrr +∇= ?   (4.24) 
avec Vpi le volume de la particule. 
fpi' décrit en fait les effets de la friction visqueuse liée à l'écoulement autour de la particule. 
Nous qualifierons cette force de force d'entraînement et nous discuterons de son expression dans le 
paragraphe 4.3.1B. 
Le tenseur macroscopique des contraintes du fluide σf s'écrit: 
ff
P ?Id?   .  +−=   (4.25) 
où τf est la contrainte visqueuse ou tenseur des contraintes déviatoriques. En introduisant 4.25 
dans 4.24, on obtient: 
'  ..  . -  
pifpipipi
fVpVf
rrrr +∇+∇= ?   (4.26) 
A. Equation de mouvement du fluide 
Les équations de conservation de masse et du moment pour la  phase fluide contenue dans un 
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 est l'interaction fluide/particule par unité de volume. Elle est la somme des forces pif
r
 
agissant sur toutes les particules par unité de volume. Pour un élément de volume ∆Vc, contenant nc 
particules, on a: 
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c∑= /= 1 '   ' rr  la force d'entraînement par unité de volume de milieu poreux. 
En introduisant les équations 4.25 et 4.28 dans 4.27, la conservation du moment s'écrit (Kafui 
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. ρφφφρφρφ +−∇+∇−=∇+∂∂ ?u  (4.29) 
En regardant les différents termes, on constate que le moteur de l'écoulement est φ.∇ P. Les 
freins sont les frottements visqueux macroscopiques φ.∇.τf et les frottements microscopiques 
contenus dans le terme Fpi'.  
Hypothèse de la contrainte visqueuse macroscopique négligeable 
La matrice des contraintes déviatoriques τf s'écrit (Bercovici et al., 2001): 
])..(
3
2    .[  Id? uuu t
ff
∇−∇+∇= rrrν   (4.30) 
Dans le cas de la circulation d'un fluide peu visqueux au travers d'une matrice solide dense, la 
forme de l'écoulement va être essentiellement contrôlée, en supposant les termes inertiels 
négligeables, par la friction solide/fluide à la surface de chaque grain (terme Fpi'). Ainsi le profil 
macroscopique des vitesses d'un fluide circulant dans un tube rempli de milieu poreux sera du type 
de la figure 4.9a (linéaire). Le fluide ne voit pas de différence entre les parois du tube et les grains. 
Par contre si le fluide est beaucoup plus visqueux ou la phase solide beaucoup plus disparate 
(ex: quelques particules plongées dans un fluide visqueux), l'écoulement est déterminé par la 
viscosité du fluide (φ.∇.τf > Fpi'). Le profil de vitesse sera alors du type parabolique (fig.4.9b).  
Dans notre étude, et comme nous l'avons déjà fait au chapitre 2, nous négligerons le tenseur τf 
et considérerons que l'écoulement est dominé par les forces Fpi'. Les équations à considérer se 
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Ces équations sont équivalentes à celles d'un fluide macroscopiquement non-visqueux. La 
viscosité du fluide interviendra uniquement dans le terme Fpi'. 
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FIG.4.9 : Illustration de profils de vitesses dominés par les forces visqueuses microscopiques ou 
macroscopiques. 
B. Forces d'entraînement Fpi' et relations constitutives semi-empiriques 
La force Fpi’ dépend directement de l'écoulement autour de chaque grain. Pour évaluer cette 
force, différentes relations semi-empiriques basées sur des mesures expérimentales d'écoulement 
sont utilisées dans la littérature: 
- relation d'Ergun (Ergun, 1952):  
Re)   (75,1  )    ( 
.
)1.(150








rrrrr −+−−= φ φν   (4.32) 
où vp est la vitesse moyenne des particules. 
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(4.32) 
Dans ces deux expressions le nombre de Reynolds vaut: 
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  Re
−=   (4.33) 
Beaucoup de modèles utilisent une combinaison des corrélations d'Ergun et de Wen et Yu 
(Hoomans et al., 1996; Hoomans et al., 2000; Kawaguchi et al., 1998; Limtrakul et al., 2003; 
Mikami et al., 1998; Shamy et al., 2002). La relation d'Ergun est utilisée pour φ < 0.8 et celle de 
Wen et Yu pour les systèmes plus dilués. 
- Di Felice (DiFelice, 1994) propose également une relation empirique pour la force 
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  (4.34) 
Cette relation a l'avantage de pouvoir être utilisée quelle que soit la porosité (fig. 4.10). 
Pour une revue plus complète des diverses relations utilisées dans la littérature, on pourra 
consulter Kafui et al. (2002) qui comparent différents modèles, et Li and Kuipers (2003). 
 
FIG.4.10 : Modèles d’Ergun / Wen et Yu et de Di Felice pour le calcul de fpi’ en fonction de φ. Le 
modèle de Di Felice est valable quelle que soit la porosité (d’après Kafui et al. 2002).  
C. Simplification du problème 
Afin de simplifier les équations précédentes et la résolution du problème, nous nous sommes 
placés, dans un premier temps, dans les conditions suivantes: 
- régime d'écoulement de Darcy, 
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- état stationnaire, 
- fluide incompressible et de masse volumique négligeable. 
En nous plaçant dans les conditions d'application de la loi de Darcy, nous supposons que les 
forces visqueuses dominent l'écoulement et que les forces inertielles sont négligeables. Ce type 
d'écoulement se produit pour un nombre de Reynolds inférieur à 1.  
En supposant le régime stationnaire, on découple le mouvement du fluide de la déformation du 
solide. Ce type d'hypothèse ne peut être valable que si la vitesse de déformation du solide est 
suffisamment lente pour que les pressions de fluide se rééquilibrent instantanément.  
La 3ème hypothèse  élimine la force de soulèvement hydrostatique que subissent les particules 
(voir chapitre2). Cette hypothèse ne pose pas de problème. L'effet de soulèvement hydrostatique 
peut être simplement ajouté en diminuant la masse volumique des particules utilisées (chapitre 2).  
Par ces trois hypothèses, nous nous plaçons dans les conditions proches de nos expériences 
analogiques. Cependant en admettant les deux premières, nous ne pouvons pas simuler 
correctement la formation de bulles et le phénomène de fluidisation. De plus, lors d'un glissement 
catastrophique, la deuxième hypothèse n'est plus valable en raison de la vitesse de déformation trop 
importante. La résolution du problème complet avec couplage effectif entre fluide et déformation a 
été entreprise (sans les forces inertielles) mais les vérifications du code n'ont pas pu être effectuées 
durant cette thèse. 
Les équations utilisées dans nos modèles sont ainsi simplifiées en: 











  (4.35 et 4.36) 
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2φ φν −=   (4.31) 
En introduisant cette équation dans l'équation des moments et en introduisant la vitesse de 
Darcy uq
rr
.  φ= , on obtient un problème classique de diffusion : 
Pq ∇==∇ rrr
f
k -  q  et                  0  . ν  (4.37 et 4.38) 




  φφ−= pdk   (4.39) 
Remarque: l'expression de k selon la relation d'Ergun est quasi-identique à la très classique relation 
de Carman-Kozeny (Bear, 1988) pour un milieu granulaire: 





  φφ−= pdk   (4.40) 
Le choix de l'une ou l'autre expression n'a qu'une importance secondaire dans nos modèles à 
l'état stationnaire. 
4.3.2   Résolution numérique 
En combinant les équations 4.32 et 4.33, l'équation à résoudre devient: 
0  ).( =∇∇ Pk
f
ν   (4.41) 
C'est une équation de diffusion classique qui ne pose aucune difficulté à intégrer en 2D. Nous 
avons choisi d'utiliser une méthode aux volumes finis pour sa discrétisation (Patankar, 1980). Elle 
assure une très bonne stabilité lorsque les termes inertiels sont rajoutés.  
 
FIG.4.11 : Grille de calcul des pressions de fluide par la méthode des volumes finis (Patankar, 
1980).  
A. Discrétisation 
L'équation 4.39 est discrétisée sur une grille rectangulaire fixe (fig. 4.11). Chaque cellule est 
caractérisée par une porosité, une perméabilité et une pression définie en son centre. L'intégration 
de l'équation 4.39 donne sur un élément de la grille: 
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Réécrite sous forme plus compacte: 
aMPM = aEPE + aWPW + aSPS +aNPN  (4.42) 
























a δδδδ ∆=∆=∆=∆=  
et      aM = aE + aW + aS + aN 
Les perméabilités ke, kw, ks, kn sont calculées à partir des perméabilités des cellules: 
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k +=+=+=+= (4.43) 
En écrivant l'équation 4.40 pour chaque élément de la grille, on obtient un système d'équations 
linéaires. Pour le résoudre, nous utilisons une méthode de Gauss-Seidel combinée à une méthode 
d'élimination directe (tridiagonal matrix algorithm) appliquée à chaque colonne de cellules. 
L'efficacité de cette méthode a été jugée suffisante pour nos problèmes (Patankar, 1980). 
Nos expériences comportent en général un mur mobile qui applique la déformation du modèle. 
Ce mur se déplace dans la grille Eulérienne fixe. Le calcul des pressions de fluide n'est alors 
effectué que du côté où se situe le modèle (fig 4.12). 
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FIG.4.12 : Grille de calcul et conditions limites dans les expériences de déformation. Le calcul des 
pressions n’est effectué que dans la partie où  se trouvent les disques.  
B. Porosité et perméabilités des cellules fixes 
Les porosités et les perméabilités des cellules de la grille fixe sont calculées à partir de leur 
remplissage par les particules solides. Le calcul ne tient compte que des portions de surface des 
particules présentes dans la cellule (fig.4.13). 
 
FIG.4.13 : Surfaces des disques prises en compte pour le calcul de la porosité de chaque élément de 
la grille fixe 
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∆−= ∑  1  φ   (4.44) 
avec  nc = le nombre de particules qui chevauchent la case c. 
 ∆Sc= la surface de la cellule c; 
 Si = la surface de la particule i contenue dans la case c. 
 
FIG.4.14 : Zones de repérage d’un disque dans un élément de grille fixe pour le calcul des surfaces 
à prendre en compte dans la porosité. 
Après avoir déterminé dans quelle case se trouve le i ème disque, on divise celle-ci en 13 zones 
dont les limites sont déterminées par le rayon R de la particule (fig. 4.14). Si le centre du disque se 
situe: 
- dans la zone 1, il n'appartient qu'à la cellule considérée; 
- dans les zones 2, 3, 4, 5, il chevauche deux cases; 
- dans les zones 6, 7, 8, 9, il chevauche trois cellules; 
- dans les zones 10, 11, 12, 13, il en chevauche quatre. 
Les surfaces contenues dans chaque cellule sont ensuite calculées à partir des équations 
données sur la figure 4.14. 
La perméabilité est enfin calculée à partir de l'équation 4.39: 





  φφ−= pdk   (4.39) 
avec dp le diamètre moyen des particules présentes dans la cellule. 
Remarque: Notre porosité est calculée à partir de surfaces. L'équation 4.37 utilise pourtant une 
porosité volumique. Certains auteurs appliquent donc une correction à φ  (Hoomans et al., 2000; 




2  1  φπφ −−=  
Dans notre cas, nous considérons en fait des éléments cylindriques (2D). La perméabilité 
verticale d'un empilement de cylindres est en réalité nulle. Dans notre modèle, elle dépend de la 
porosité horizontale de l'empilement qui est supposée être la porosité macroscopique moyenne 
valable quel que soit le plan, et définie au chapitre2 (eq.2.6).  
C. Interaction fluide-particules 
D'après l'équation 4.36, la force d'entraînement Fpi' dans une cellule j et de volume ∆Vc est: ) )
cjjpi
VPF ∆∇−= ..   ' φ  (4.45) 
Cette force est la somme des forces d'entraînement fpi' (eq. 4.24) subies par chaque particule  
présente dans la case: ) ∑== cni jpijpi fF 0 '   ' )   (4.46) 
où fpi')j est la force d'entraînement subie par la particule i dans la case j. 
Cette force est appliquée à chaque particule proportionnellement à son volume. On peut donc 





F ∆−= ).1( ''' φ   (4.47) 
La force d'entraînement subie par chaque particule i dans la case j est alors: ) ) )
jpijpipi
vFjf . ''' =   (4.48) 
où vpi)j est le volume de la particule i contenue dans la cellule j. 
En combinant les équations 4.26, 4.45, 4.47, et 4.48, on déduit la force exercée par le fluide sur 
une particule i dans la cellule j: 
Modélisation numérique 103 




1   
.  
1









  (4.49) 
Les particules chevauchant plusieurs cellules j subiront donc une force: )∑== jnj jpipi ff 1    (4.50) 
où nj est le nombre total de cellules chevauchées. 
On peut vérifier l'expression 4.49 en écrivant l'équation d'équilibre d'un milieu poreux de 
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P ∂∂=∂∂   , c'est à dire dans le cas de l'utilisation de l'air comme fluide au 
pores, l'équation 4.51 est réécrite: 
 ∂∂−−=∂∂   ) 11 (    . )-(1  ' isjij xPx φρφσ   (4.52) 
On retrouve bien le terme -
i
x
P∂∂−  ) 11 ( φ  de l'équation 4.49 qui joue le rôle de force de volume 
appliquée au solide. 
 
Remarque: si nous avions utilisé l'eau comme fluide, la force fpi)j aurait été écrite ainsi: ) ) )
jpihjnhjpi
vPPf  .    ). 
1
1 (     ∇+∇−−= φ  ) ) )
jpijnhjpi
vPf  .  .g  ). 
1
1 (    w  +∇−−= ρφ  (4.53) 
La différence provient du terme -ρw.g.vpi)j qui est la force d'Archimède. 
Nous pouvons donc bien remplacer l'air par de l'eau en conservant simplement l'expression 
4.49 avec ∇P = ∇P|nh mais en diminuant la densité de chaque élément de celle de l'eau. 
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FIG.4.15 : Taille fictive des éléments pour le calcul de la perméabilité. Pour obtenir des couches de 
faible perméabilité sans diminuer la taille des disques, on utilise la taille réelle de l’élément pour 
le calcul de la porosité et une taille fictive pour la perméabilité. 
D. Taille des cellules de la grille fixe 
Lorsque l'on calcule les pressions de fluide dans les cellules, on assume que ces dernières sont 
caractérisées par une porosité moyenne φ. On considère donc une phase solide continue et 
uniformément distribuée à l'échelle de la case. Pour respecter cette hypothèse, la taille des cellules 
doit être supérieure à celle des particules. 
Nous avons utilisé des cases carrées de 4 Rmax de côté. Pour des modèles d'une hauteur 
moyenne de 40 éléments, la distribution verticale des pressions est ainsi décrite par une vingtaine 
de cellules. Nous avons estimé que l'utilisation d'un maillage plus large aboutissait à un lissage trop 
important des pressions. Cette taille de cellule est celle utilisée dans une grande partie de la 
littérature sur la fluidisation. 
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E. Taille fictive des particules  
La formation des niveaux de décollements (voir chap. 5 et 6) implique des niveaux de plus 
faible perméabilité. D'après l'équation 4.39, la perméabilité du milieu dépend à la fois de la porosité φ et de la taille moyenne des particules (dp). Comme dans les modèles analogiques où nous 
utilisons du sable plus fin comme niveau de confinement, nous pourrions construire des couches 
d'éléments plus petits dans nos modèles numériques. Or, diminuer par 2 le rayon des particules ( = 
diminuer par 4 la perméabilité) multiplie par 4 leur nombre pour remplir une zone donnée. Cela 
diminue également les pas de temps à utiliser. Les calculs sont donc beaucoup plus longs. Cela 
devient critique lorsque l'on envisage des contrastes de perméabilités plus importants entre les 
couches. 
Pour éviter ce problème, nous utilisons des tailles fictives de particules dans l'équation de la 
perméabilité 4.39. En faisant cela, on peut construire des couches de plus faible perméabilité sans 
augmenter le nombre d'éléments (fig. 4.15). Le calcul de la porosité se fait ainsi avec la taille réelle 
des particules, mais celui de la perméabilité avec les tailles fictives. 
F. Résumé de l'algorithme 
L'algorithme écrit est résumé sur la figure 4.16. 
4.4   Visualisation des résultats 
 
Le grand intérêt de la modélisation numérique est d'avoir facilement accès à de nombreuses 
informations concernant les déplacements, les vitesses, les déformations etc... Pour pouvoir les 
analyser, on enregistre un certain nombre de paramètres au cours de l'expérience, à intervalles de 
temps réguliers. Typiquement, pour nos expériences de déformation compressive du chapitre 5 qui 
utilisent environ 5.5 millions de pas de temps, nous avons enregistré la position et la vitesse des 
particules, l'ensemble des forces aux contacts, les porosités des éléments fixes et les pressions de 
fluide, tous les 10 000 pas de temps. 
Dans nos modélisations de la déformation compressive du chapitre 5 et du glissement du 
chapitre 6, nous avons analysé nos expériences comme des modèles analogiques en visualisant les 
billes elles-mêmes (nous les avons colorés en différentes couches pour observer les déformations) 
et en calculant les déformations cisaillantes pour faire ressortir les failles actives. Au chapitre 7 
nous regarderons plus en détail la structure granulaire et l'état de contraintes dans les modèles. 
Nous renvoyons le lecteur à ce chapitre pour la description de ces calculs et pour la vérification de 
l'effet du fluide sur les contraintes effective dans notre modèle. 
Calcul de la matrice des déformations 
Le calcul des déformations se fait en créant un maillage triangulaire entre tous les éléments 
(triangulation de Delaunay) grâce aux fonctions de Matlab (fig 4.18). On calcule ensuite la 
déformation finie de ces triangles entre deux configurations enregistrées.  
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FIG.4.16 : Résumé de l’algorithme 
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FIG.4.17 : Construction d’une maille par triangulation de Delaunay pour le calcul des 
déformations de l’empilement granulaire. 
Chaque triangle est défini par 2 vecteurs V1 et V2 dans l'état non déformé et par 2 autres V'1 et 















































M peut être décomposée en une matrice de rotation R et de déformation D: 
M =  R . D 
avec  , ω = angle de rotation rigide  

−= ωω ωω  cos sin  sin cos  R
D est donc donnée par: 
D = R -1 . M 
Dans les expériences du chapitre 5, la déformation est calculée entre deux enregistrements, c'est 
à dire entre 10 000 pas de temps. 
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4.5   Conclusion 
 
Nous avons écrit un code d'éléments distincts impliquant des éléments déformables avec une 
phase fluide aux pores. L'écoulement du fluide est décrit de manière macroscopique en résolvant 
l'équation de Darcy et en introduisant un terme de couplage avec la phase solide. Pour l'instant le 
couplage n'est pas complet entre les deux phases, puisque le mouvement des éléments solides n'agit 
pas sur l'écoulement du fluide qui est toujours supposé à l'état stationnaire. Ce type d'hypothèse est 
valable pour des déformations lentes du solide par rapport à la vitesse de rééquilibrage des 
pressions du fluide. Ces hypothèses sont celles utilisées en modélisation analogique (voir chapitre 
3). Le couplage complet qui a été entrepris devra être vérifié afin de pouvoir simuler des 
phénomènes plus dynamiques. La phase ultime sera d'introduire les forces inertielles de 
l'écoulement que nous avons négligées en utilisant une loi de Darcy. 
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Chapitre 5    
Modélisations de la déformation 
compressive en présence de 
surpressions de fluide 
Dès leur découverte, au cours du XIX ème siècle, les nappes et chevauchements ont suscité 
beaucoup d’interrogations sur leur mode de mise en place et ont fait naître un paradoxe 
(Smoluchowski, 1909) : comment des nappes de quelques kilomètres d’épaisseur, de plusieurs 
dizaines de kilomètres de longueur, peuvent se déplacer d’une centaine de kilomètres sans 
déformation interne  (fig.5.1) ?  
 
FIG.5.1 : Schéma d’une grande nappe selon Gretener, 1981 
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Smoluchowski (1909), montra que la longueur maximale d’une nappe, calculée en considérant 
l’équilibre statique d’un bloc rectangulaire à base frottante poussé latéralement, était bien inférieure 
à celle des nappes couramment observées. Il proposa deux solutions à son problème : 
– un effet de la gravité : En supposant la base légèrement inclinée, la gravité devient un 
moteur de la poussée qui s’applique en tout point de la nappe. Ce concept de glissement 
gravitaire des nappes a été très populaire avant la seconde guerre mondiale (Elliot, 1976), 
mais il a peu à peu été abandonné car il nécessitait une pente basale significative, ce qui 
n’était pas toujours vérifié sur le terrain. On peut noter que le rôle de la gravité comme 
principal moteur de la mise en place des nappes et chevauchements est restée une idée forte 
jusqu’à la fin des années 70. Elliott (1976) considère ainsi que la mise en place des 
chevauchements est une conséquence directe de l’étalement gravitaire du prisme engendré 
par sa topographie de surface. 
– Un niveau visqueux présent à la base du chevauchement qui limite la friction. Ce modèle 
reste tout à fait accepté et les exemples naturels avec un niveau ductile d’évaporite ne 
manquent pas (Davis and Engelder, 1985; Mandl, 1988). 
Cette seconde solution n’est cependant pas applicable partout car le niveau de faible résistance 
qu’elle suppose n’est pas systématiquement présent. Le problème des grands chevauchements est 
ainsi resté jusqu’aux travaux d’Hubbert et Rubey (1959) qui, en introduisant le concept de la 
contrainte effective de Terzaghi (1923), montrèrent qu’une forte pression de fluide pouvait 
suffisamment réduire la friction basale pour lever le paradoxe. Malgré un certain nombre de 
discussions qui firent suite à leur article (Birch, 1961; Laubscher, 1960; Moore, 1961), leur travail 
reste reconnu et encore largement cité 45 ans après. Sans remettre en cause ces travaux, quelques 
auteurs (Davis et al., 1983; Price, 1988) ont depuis montré que le paradoxe des grandes nappes 
avait survécu aussi longtemps en grande partie à cause d’un problème mal formulé au départ 
(géométrie rectangulaire du bloc inadaptée, glissement simultané sur toute la surface basale 
irréaliste…). 
 
FIG.5.2 : Exemples de morphologie de ceintures chevauchantes et de prismes d’accrétion (tiré de 
Dahlen, 1990). 
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5.1   Les deux principaux modes d'accrétion des sédiments 
dans un prisme 
Replacées dans leur contexte tectonique, les nappes et chevauchements structurent les ceintures 
plissées des zones de convergence continentales ou les prismes d'accrétion. En dépit d'une 
variabilité naturelle certaine, ces deux complexes de déformation de la croûte supérieure sont 
mécaniquement très proches (Dahlen, 1990) et de nombreux traits morphologiques les rapprochent. 
En coupe (fig.5.2), ces zones déformées prennent toutes la forme caractéristique d'un biseau 
surmontant un niveau de décollement basal en dessous duquel les roches restent très peu 
déformées. Il est ainsi courant de distinguer 2 modes d'incorporation des sédiments dans un prisme 
(Platt, 1986): 
- par accrétion frontale, 
- par sous-charriage. 
L'accrétion frontale fait référence à l'accumulation de nouveau matériel au front du prisme, au 
dessus d'un niveau de décollement. La déformation est accommodée par une imbrication de 
chevauchements dirigés vers l'extérieur, facilement identifiables sur les profils sismiques. Très 
souvent, ils sont accompagnés de rétro-chevauchements qui absorbent une partie moins importante 
de la déformation (schéma 5.3b). Ces structures se développent bien lorsque le décollement basal 
est efficace. 
Lors d'un sous charriage, les sédiments sont entraînés sous le prisme et peuvent parcourir 
plusieurs dizaines de kilomètres avant d'être incorporés à l'arrière. Ceci se produit pour les 
sédiments situés sous le niveau de décollement (fig. 5.3a). 
Les deux modes d'accrétion peuvent agir simultanément ou en alternance (Gutscher et al., 
1996; Gutscher et al., 1998a; Gutscher et al., 1998b), selon l'emplacement et l'efficacité du niveau 
de décollement.  
La figure 5.4a  illustre schématiquement une situation rencontrée dans la zone de subduction du 
Costa Rica, dans la partie Sud de la marge d'Amérique centrale, où la plaque des Cocos plonge 
sous la plaque des Caraïbes (Saito and Goldberg, 2001). La quasi-totalité des sédiments d'âge 
Miocène à Holocène portés par la plaque des Cocos sont charriés sous le prisme d'accrétion. La 
figure 5.4b quant à elle, est une coupe du prisme des Barbades situé de l'autre côté de la plaque des 
Caraïbes, près de la zone de subduction de la plaque Atlantique. La séquence sédimentaire est cette 
fois divisée en deux unités par un niveau de décollement: une épaisse série Oligocène de 300 m 
située sous le décollement, est charriée en dessous du prisme en ne  subissant que peu de 
déformation (compaction  verticale), tandis que les sédiments plus récents du Miocène, épais de 
200 m, sont accrétés au prisme au dessus du décollement par la formation de chevauchements 
(Maltman et al., 1997). 
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FIG.5.3 : Les deux principaux modes d’incorporation des sédiments dans un prisme : (a) par sous-
charriage et accrétion à l’arrière, (b) par accrétion frontale. La différence majeure se situe dans la 
position du niveau de décollement. 
 
FIG.5.4 : Différence d’accrétion entre les prismes du Costa Rica et des Barbades. Dans le premier 
la quasi-totalité de la série sédimentaire est charriée sous le prisme. Dans le second, un niveau de 
décollement intermédiaire provoque l’accrétion frontale des sédiments supérieurs. 
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Nous verrons, au paragraphe 5.4.1, quels sont les effets de ces deux modes d'accrétion sur la 
génération de surpressions. 
 
De nombreux modèles tentent de décrire la forme biseautée et l'évolution des prismes. Nous les 
passerons en revue succinctement dans le paragraphe suivant.  
5.2   Les modèles analytiques de prismes 
5.2.1   Les premiers modèles 
Au début du siècle, le mouvement des nappes et la création des chevauchements, en bordure 
des prismes d’accrétion et des zones d’avant pays des chaînes de montagnes, étaient attribués à un 
effet de la gravité. Le concept du glissement des nappes sur une surface inclinée a été très vite 
remplacé par celui de l’étalement gravitaire engendré par une pente topographique (Elliot, 1976). 
Elliott (1976) utilisa les équations d’équilibre mécanique et une distribution de contraintes plus ou 
moins arbitraire pour décrire la forme biseautée des prismes. Il n’incorpora pas de rhéologie ni de 
niveau peu résistant à la base et conclut qu’une pente de surface était la seule force motrice 
nécessaire à la structuration des prismes et l’imbrication des chevauchements par étalement 
gravitaire. La compression horizontale n’était nullement nécessaire. Chapple (Chapple, 1978) 
utilisa un modèle arbitrairement plastique pour décrire son prisme. Il fut l’un des premiers à 
supposer que la limite de plasticité était atteinte en tout point du modèle et pas uniquement le long 
des failles. Ces conclusions s’opposaient radicalement aux modèles d’étalement couramment admis 
puisqu’il montrait que la compression horizontale devait jouer un rôle majeur dans la construction 
du prisme et que la pente de surface était plus une conséquence qu’un moteur des chevauchements.  
5.2.2   Les modèles visqueux 
Cowan et Silling (1978) et Cloos (1982,1984) utilisèrent des modèles visqueux pour décrire les 
mouvements de matière au sein des prismes. En utilisant une même rhéologie, Emmerman et 
Turcotte (1983) résolurent les équations de Navier Stockes à nombre de Reynolds  négligeable pour 
un fluide Newtonien et décrivirent une forme parabolique de prismes qu’ils adaptèrent aux profils 
naturels grâce à des viscosités de 1018 à 1019 Pa.s. Beaucoup plus récemment, on peut citer 
Chattopadhyay and Mandal, (2002) qui utilisent encore un matériau visqueux dans des expériences 
analogiques. 
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5.2.3   Modèles plastiques 
A. Modèles à plasticité de Coulomb 
 
FIG.5.5 : Modèle du bulldozer pour la formation d’un prisme (Dahlen, 1990) 
Une avancée majeure dans la description des prismes d’accrétion est due aux modèles de biseau 
critique de Dahlen et de ses collègues décrits dans une série d’articles : (Dahlen, 1984; Dahlen, 
1990; Dahlen and Barr, 1989; Dahlen et al., 1984; Davis et al., 1983) 
Dans tous ces travaux, l’état des contraintes est défini à la rupture en tout point de l’espace, état 
décrit par une loi de Mohr-Coulomb. Le modèle est celui du tas de sable créé et poussé par un 
bulldozer et qui atteint son état d’équilibre (fig. 5.5). Présenté pour la première fois dans Davis et 
al. (1983), le problème du prisme non-cohésif trouva sa solution exacte dans Dahlen (1984). Dans 
ce modèle, la pente de surface (α) d’un prisme est reliée au pendage  (β) du décollement basal par 
la relation (fig.5.6): 
α + β = Ψo + Ψb  (5.1) 
avec  
Ψo = 0.5 arcsin (sin α’/sin φ) – 0.5 α’ 
Ψb = 0.5 arcsin (sin φ’/ sin φ) –0.5 φb’ 
α’ = arctan [ (1-ρf/ρ)/(1-λ) ].tan α 
φb’ = arctan [ µb.(1-λb)/(1-λ) ] 
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 φ étant l’angle de friction interne du prisme, µb le coefficient de friction du décollement basal, ρ la densité du matériaux saturé en fluide de densité ρf. λ et λb sont les paramètres définis par 
Hubbert et Rubey (1959) pour tenir compte de la pression du fluide interstitiel dans le 






..ρσ ρλ −−=  (5.2) 
avec σzz la contrainte totale suivant z (fig. 5.6), P la pression du fluide et D la hauteur d'eau. 
 
FIG.5.6 : Schéma du biseau critique de Dahlen et de ses collègues (Dahlen, 1990). 
Des solutions graphiques à ce problème ont été proposées par Lehner (Lehner, 1986) et 
Barcilon (Barcilon, 1987) présenta une dérivation plus générale du problème. En 1990, Dahlen 
remarque qu’une solution analogue avait été trouvée par Coulomb lui même pour un prisme sec en 
1773. 
La cohésion a été introduite dans Dahlen et al. (1984), mais la solution ne peut être dérivée de 
manière analytique. Cependant, Dahlen (1984) souligne que la cohésion peut être négligée dans la 
grande majorité du prisme. Seule la partie frontale, peu épaisse, peut être affectée. Sa surface 
devient alors concave. 
Pour un prisme non-cohésif, de pente faible (α << 1 et β << 1) situé sur un décollement peu 
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bbf  (5.3) 
Nous reviendrons sur le rôle des pressions de fluide dans ces modèles au paragraphe 5.3.1. 
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B. Modèles à plasticité parfaite 
Hormis celui de Chapple (1978), d’autres modèles ont également été développés en supposant 
une plasticité parfaite. On peut citer Stockmal (Stockmal, 1983) ou bien Fletcher (Fletcher, 1989) 
qui restreint le modèle de Dahlen à une plasticité parfaite (φ = 0) pour incorporer des variations 
latérales des propriétés rhéologiques. 
5.2.4   Conclusion 
De tous ces modèles, nous ne retiendrons que celui de Dahlen et de ses collègues qui semble le 
plus accepté. Il est particulièrement bien adapté à la modélisation analogique avec sable et a été 
testé à plusieurs reprises (Davis et al., 1983; Mulugeta, 1988). Il fait également intervenir la  
pression de fluide comme paramètre fondamental de la stabilité et a été utilisé pour tenter de 
contraindre les conditions de glissement à la base de prismes réels (Dahlen, 1990; Davis et al., 
1983).  
Au paragraphe suivant, nous discuterons de la distribution des pressions de fluide dans ce 
modèle et de ses effets en terme de force de courant. Nous comparerons cette distribution à 
quelques exemples naturels afin de déterminer les conditions limites en pression de fluide dans nos 
expériences analogiques. 
5.3   Action mécanique des fluides dans le modèle de biseau 
critique 
Dans le modèle de biseau critique de Dahlen, les pressions anormales de fluide jouent un rôle 
fondamental dans la stabilité de l'édifice. Ces pressions sont introduites via le paramètre λ 
d'Hubbert et Rubey (eq. 5.2) qui est considéré constant dans tout le prisme. 
5.3.1   Paramètre λ et forces de courant 







  ρσ ρλ −−=   (5.2) 
où D est la hauteur d'eau au dessus du prisme (fig. 5.6). λ est supposé constant dans tout le prisme et Dahlen (1984) montre que σ'zz = (1-λ).ρb.g.z.cosα 
est vérifié. 






DgP ρρρσ ρλ   ..)  '( ..    =−+−=   (5.4) 
En prenant ρw = 1000 kg.m-3 et ρb = 2500 kg.m-3, λ = 0.4 caractérise l'état hydrostatique. Dans 
ce cas, les isobares du fluide sont horizontales et la matrice solide est soumise à la force de 
soulèvement d'Archimède. Les équations d'équilibre en contraintes effectives sont: 


























 (5.5 et 5.6) 
avec ρeff  = (1-φ).(ρs-ρw)  
Ce système, comme nous l'avons déjà vu au chapitre 2, est donc bien équivalent à un prisme 
sec (sans surpression d'air) constitué d'un matériau ρeff. L'immersion d'un prisme n'a donc aucun 
effet sur sa stabilité. 
 
FIG.5.7 : Illustration de l’effet des pressions de fluide sur la résultante des forces de volume dans 
un modèle de biseau critique.  
Dans le cas d'un paramètre λ ≠ 0.4, il apparaît une force de courant dans le modèle. La pression 
de fluide en un point M(x,z) du prisme peut s'écrire comme la somme d'une partie hydrostatique et 
d'une partie anormale: 
P = ρw.g.z.cosα + ρw.g.D + P(x,z)|nh  (5.7) 
où P(x,z)|nh est la partie non hydrostatique de la pression. 
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  (5.8) 
La condition λ = constante dans tout le prisme permet d'écrire l'invariance de P|nh suivant x: 
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Les isobares de surpression sont donc parallèles à la surface. La force de courant est ainsi 
perpendiculaire à la pente. Si λ > 0.4 (surpression), cette force est dirigée vers l'extérieur. Si λ < 0.4 
(sous-pression), elle va vers l'intérieur. Dans un tel modèle, l'intensité et la direction de la résultante 
des forces de volume agissant sur le prisme dépend de la force de courant. Cet effet est illustré sur 
le schéma 5.7. 
Remarque: Pour appréhender l'intensité des surpressions, il peut être préférable d'utiliser un 





  −−= σλ *   (5.9) 
avec P|h = ρw.g.(z.cosα + D) 
Dans ce cas, λ* caractérise l'état hydrostatique, λ* > 0 indique un état de surpression et λ* < 0 
une sous-pression. Dans le cas d'un modèle analogique où le fluide interstitiel est l'air, ρair est 
négligeable et on a: 
λ* = λ  (5.10) 
Par la suite, nous préférerons utiliser λ* qui nous semble plus parlant. 
5.3.2   Surpressions et coefficients de friction effectifs 
La notion de coefficient de friction effectif est largement utilisée par les sismologues pour 
déterminer l'activation de plans de faille suite à une variation de l'état des contraintes (Cocco and 
Rice, 2002; Harris, 1998): 
)  .(    PCFF
n
∆−∆−∆=∆ σµτ   (5.11) 
où ∆τ est la variation des contraintes cisaillantes, sur la faille, ∆σn la variation de contraintes 
normales, ∆P la variation de pression de fluide et ∆CFF la variation du coefficient de sécurité sur 




σ∆=∆   (5.12) 
où B est le coefficient de Skempton (Rice and Cleary, 1976; Skempton, 1954). 
Dans une analyse de Coulomb, il est supposé que la variation de pression est liée à la variation 
de contrainte normale: 
n
BP σ∆=∆ .ˆ   (5.13) 
L'équation 5.11 est alors réécrite: 
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n
CFF σµτ ∆+∆=∆ .    '   (5.14) 
avec  le coefficient de friction effectif. )ˆ  1.(   
' 
B−= µµ
Cette idée de friction effective a été réutilisée par Burbidge et Braun (2002) dans leur modèle 
d'éléments distincts. Ils utilisent un coefficient de friction µeff = (1-λ).µ pour simuler l'effet des 
surpressions. En interprétant l'effet des surpressions par des forces de volume, une telle utilisation 
d'un coefficient de friction effectif ne semble pas correcte. 
Dans les modèles de biseau critique, les pressions de fluide interviennent dans l'équilibre 
interne du prisme (λ) et sur le décollement (λb). En examinant la solution approchée d'un prisme 
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bbf  (5.3) 
on constate qu'une diminution de µb (coefficient de friction sur le décollement) a le même effet 
qu'une augmentation de λb. Les deux termes n'interviennent que dans la combinaison µb.(1-λb). Ce 
terme peut donc tout à fait être remplacé par une friction effective µ'b=µb.(1-λb). 
En revanche, la relation entre λ et µ dans le prisme n'est pas aussi simple. L'utilisation d'une 
friction effective µ' = µ.(1-λ) n'aboutit pas à la même solution qu'avec µ et λ. Le graphique 5.8 
montre les solutions exactes et approchées calculées à partir de λ et µ et celles déduites d'une 
friction effective µ' pour un prisme sec soumis à une surpression d'air. 
 
FIG.5.8 : Solutions exactes et approchées (α) déterminées en utilisant µ et λ* ou bien un coefficient 
de friction effectif µ’. On note un écart significatif entre les deux méthodes de calcul.  
En utilisant une friction effective, c'est le comportement intrinsèque du matériau qui est 
modifié, ce qui est fondamentalement différent d'un changement des forces de volume. Cette 
pratique est cependant courante en modélisation numérique (D.R.T, 2003; Gerbault, 1999) et 
aboutit parfois à des erreurs (Gerbault, 1999, page 43). 
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5.4   Distribution des pressions de fluide dans les prismes 
d'accrétion naturels 
Bien que les prismes d'accrétion soient mécaniquement très proches des ceintures plissées 
subaériennes, les deux se distinguent par l'âge et l'histoire des sédiments déformés (Langseth and 
Moore, 1990). Les sédiments incorporés aux fronts des prismes d'accrétion sont en général très 
récents et n'ont pour la plupart aucune histoire de compaction. Ils sont gorgés d'eau (Maltman et al., 
1997). En revanche, dans les chaînes subaériennes, les sédiments sont beaucoup plus anciens, 
compacts et lithifiés. Les effets hydrogéologiques sont donc beaucoup moins prononcés.  
Depuis les années 80, les prismes d'accrétion ont fait l'objet d'intenses investigations afin de 
mieux appréhender le rôle des fluides dans leur structuration. Parmi les plus étudiés, les prismes 
des Barbades (Fitts and Brown, 1999; Henry, 2000; Maltman et al., 1997; Moore et al., 1988; Saito 
and Goldberg, 2001; Sumner and Westbrook, 2001), du Costa-Rica (Saito and Goldberg, 2001; 
Shipley and Moore, 1986; Vannucchi and Tobin, 2000), du Nankaï (Japon) (Bourlange et al., 2003; 
Cochonat et al., 2002; Maltman et al., 1993; Moore et al., 1990a; Morgan and Karig, 1995; Taira 
and al., 1992) ont été les objectifs de plusieurs campagnes de recherche internationales (Ocean 
Drilling Project). Plusieurs indices ont permis très tôt de soupçonner la présence de surpressions 
dans ces prismes: 
- Leur faible angle topographique qui implique une très faible résistance au cisaillement sur 
le décollement basal. Plusieurs explications peuvent être avancées:  
· un comportement visqueux du décollement qui n'exerce que très peu de résistance aux 
faibles vitesses de déformation mises en jeu (quelques centimètres par an), 
· un  comportement frottant: la faible friction peut être liée à un effet minéralogique 
(faible µ) ou à la présence de fortes surpressions de fluide (Bourlange et al., 2003). 
- La faible sismicité enregistrée aux fronts de déformation (Byrne, Davis, Sykesi dans 
Bourlange 2003). 
- La présence de volcans de boue à proximité des fronts de déformation et sur les prismes 
eux-mêmes (Brown and Westbrook, 1988; Westbrook and Smith, 1983). Récemment, les 
volcans situés en avant du front de déformation du prisme des Barbades que l'on pensait 
liés à une augmentation de la pression de fluide due à l'avancée des chevauchements 
(Westbrook and Smith, 1983) ont été réinterprétés. Ils se seraient développés bien avant 
l'arrivée du front à proximité et seraient liés à des remontées hydrothermales chaudes de la 
croûte océanique qui provoqueraient la formation de surpressions par activation des 
réactions Smectite-Illite (Sumner and Westbrook, 2001). 
- Des difficultés de forages rencontrées à proximité des fronts et que l'on a attribuées à la 
présence de surpressions (Dahlen, 1990; Shi and Wang, 1985). 
5.4.1   Origine des surpressions dans les prismes 
Nous avons vu au chapitre 1 quels étaient, en général, les phénomènes responsables des 
surpressions de fluide dans des environnements géologiques variés. Dans les prismes d'accrétion, 3 
phénomènes sont invoqués dans la littérature: 
- la compaction (horizontale et verticale); 
- les réactions smectite-illite; 
- La génération d'hydrocarbures et de gaz en particulier; 
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Nous avons vu que chacun de ces mécanismes nécessitait des conditions particulières de 
lithologie, pression, température et que ces phénomènes s'étageaient verticalement dans les bassins. 
En raison de la forme biseautée des prismes, ils se retrouvent distribués latéralement (Moore and 
Vrolijk, 1992). La compaction va ainsi produire des surpressions au front d'accrétion tandis que la 
génération de gaz s'initiera beaucoup plus en arrière où les températures deviennent favorables. 
Cette distribution est représentée schématiquement sur la figure 5.9. 
 
FIG.5.9 : Distribution latérale des mécanismes de génération de pression dans un prisme 
d’accrétion (d’après Moore et Vrolijk, 1992). 
A. Phénomènes de compaction 
Les prismes d'accrétion sous-marins (Barbades, Nankaï, Costa Rica) ont la particularité 
d'incorporer des sédiments récents, peu compacts et non lithifiés. Maltman et al. (1997) décrivent 
les sédiments du prisme des Barbades comme pouvant être coupés au couteau. A leur entrée dans le 
prisme, ces sédiments subissent un fort phénomène de compaction qui, si l'échappement du fluide 
est limité aboutit à des surpressions proches du lithostatique (Moore and al., 1995; Moore and 
Tobin, 1997). Le tassement est à la fois vertical et horizontal. La compaction horizontale affecte 
surtout des sédiments situés au dessus du décollement. Elle commence en avant du front de 
déformation dans la zone du proto-décollement (Nankaï: fig. 5.11) où l'échappement des fluides est 
diffus (Moore et al., 1990a; Taira and al., 1992). Elle s'accentue ensuite lors de l'imbrication des 
chevauchements. Saito and Goldberg (2001) montrent que les sédiments accrétés sont épaissis 
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verticalement en raison de cette compression horizontale. L'expulsion des fluides est assez facile en 
raison de la fracturation intense de ces zones. 
Les sédiments situés sous le niveau de décollement subissent quant à eux un accroissement 
considérable de charge lorsqu'ils sont charriés sous le prisme. La réponse en terme de pression de 
fluide est alors directement liée à l'épaisseur et la lithologie des séries incorporées. Pour des 
sédiments de faible perméabilité, l'expulsion des fluides se fera essentiellement par les fractures, 
tandis que pour des sédiments plus perméables, les fluides suivront la stratification (Moore et al., 
1990b) et les couches plus sableuses serviront de drains (Zhao et al., 1998). 
 
FIG.5.10 : Localisation du prisme du Nankaï et des profils de la figure 5.11. 
 
FIG.5.11 : Profils sismiques dans le prisme du Nankaï et interprétation simplifiée, d’après Moore et 
al.1990. La différence morphologique est attribuée à un effet des pressions de fluide (voir texte). 
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L'exemple du Nankaï permet probablement d'illustrer l'effet que peut avoir la lithologie sur le 
maintien ou la dissipation des surpressions. Le bassin de Shikoku au Nord de la plaque Philippine 
subducte sous le Japon en développant le prisme du Nankaï (voir carte 5.10). Les lignes NT-62-2 et 
NT62-8 de la figure 5.11 montrent le front de déformation en deux endroits distincts. Les deux 
zones se distinguent morphologiquement par l'angle d'ouverture du prisme. Dans la partie Ouest 
(ligne NT62-2) la pente de surface varie de 4 à 6°, tandis qu'elle est plus ou moins constante et plus 
faible à l'Est (2°)(ligne NT62-8). Le décollement quant à lui pend de 4 à 5 ° à l'Ouest (NT62-2) 
contre 3-4° à l'Est (NT62-8). La déformation prend également un style légèrement différent. La 
ligne NT62-8 montre plus de rétro-chevauchements dans les premiers stades de la déformation au 
front. A l'Ouest (NT62-2), au contraire, une série de plissotements des réflecteurs  traduit sûrement 
la présence d'une série de petites failles au front de déformation. Ces différences morphologiques 
traduisent probablement une différence d'efficacité du niveau de décollement. Moore et al. (1990a) 
l'attribuent à une variation de la lithologie qui conditionne l'intensité des surpressions de fluide sous 
le décollement. Dans la partie Est, le décollement se développe dans la série de sédiments 
hémipélagiques  à pélagiques du bassin de Shikoku, caractérisée par une très forte transparence 
acoustique et attribuée au Miocène-Pliocène (400m). Viennent par dessus 500 m de sédiments 
Pleistocène turbiditiques (Taira et al., 1992). Dans la partie Ouest en revanche, une série à forts 
réflecteurs est insérée dans la série plus transparente du Miocène-Pliocène. Cette couche est une 
formation turbidique dont la perméabilité serait plus faible. Selon Moore et al. (1990), elle servirait 
de drain et faciliterait la dissipation des pressions lors de la compaction. 
 
FIG.5.12 : Stratigraphie et profil de porosité au travers du décollement dans le prisme du Nankaï, 
ligne NT62-8 (tirée de Morgan et Karig, 1995) 
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Le tassement des sédiments et la quantité de fluide expulsé peuvent être déduits des variations 
d'épaisseur des couches observées sur profils sismiques (Shipley et al., 1990; Zhao et al., 1998) ou 
à partir de forages (Saito and Goldberg, 2001; Screaton et al., 2002). Les pertes de porosité 
estimées varient de 10 à 50 % dans les premiers kilomètres du prisme. Les plus forts tassements 
sont enregistrés dans les sédiments accrétés au dessus du décollement (50% de perte de porosité 
dans les Barbades: Saito and Goldberg (2001), tandis que ceux affectant les sédiments charriés sous 
le décollement ne dépassent pas 10 à 30%. La figure 5.12 illustre l'évolution de la porosité en 
fonction de la profondeur dans un puit à proximité de la ligne NT62-8 (fig. 5.11) (Morgan and 
Karig, 1995) du prisme du Nankaï. On observe globalement une porosité qui diminue avec la 
profondeur. Le décollement est caractérisé par une porosité anormalement faible dont nous 
reparlerons. Dessous, elle est 50% trop élevée par rapport au profil dans les sédiments Pliocène et 
Pléistocène. Les sédiments Miocène apparaissent ainsi mal drainés et sans doute en surpression. 
 
Des modèles numériques permettent également d'estimer les phénomènes de compaction 
(Bekins and Dreiss, 1992; Shi and Wang, 1985; Shi and Wang, 1988; Shi and Wang, 1986). Bekins 
et Dreiss (1992) montrent que l'angle d'ouverture du prisme joue un rôle de premier ordre sur la 
vitesse de chargement des sédiments incorporés. Pour un prisme très ouvert, l'expulsion de la 
majeur partie des fluides sera réalisée au cours des vingt premiers kilomètres, tandis que pour les 
prismes plus plats au moins 50 km seront nécessaires. 
B. Transformations minéralogiques 
La déshydratation de la smectite et la réaction smectite-illite sont souvent évoquées dans la 
production de fluide dans les prismes, la smectite étant l'argile la plus courante des sédiments 
incorporés. Ces réactions sont mises en relation  avec les très faibles concentrations en ions 
chlorure mesurées dans les eaux autour des niveaux de décollement et des chevauchements. Dans 
les Barbades, la zone de réaction est située à 50 où 70 km à l'intérieur du prisme (Bekins et al., 
1994). Les anomalies de Cl- enregistrées au front de déformation à proximité du décollement 
seraient ainsi le témoin d'une circulation de fluide venant des profondeurs du prisme et canalisées 
par le décollement. Des anomalies plus faibles dans des sédiments loin du décollement étaient 
également interprétées comme le témoin d'une circulation diffuse des fluides. Fitts et Brown (1999) 
ont montré que ces faibles anomalies pouvaient être liées à de simples problèmes 
d'échantillonnage. Les réactions smectite-illite sont intégrées dans divers modèles numériques: 
Bekins et al. (1995), Saffer and Bekins (1998). 
C. Génération d'huile et de gaz 
Outre une anomalie en Cl-, les fluides proches du décollement révèlent également la présence 
de méthane thermogénique dont la formation ne peut se situer que plus en arrière dans le prisme 
(Brown and Westbrook, 1988; Moore et al., 1988). Les réactions de craquage sont favorisées par 
les forts gradients géothermiques rencontrés (70 à 80°C/km (Henry, 2000) dans les Barbades et 
Nankai (Taira and al., 1992)). Henry (2000) indique que la présence de gaz thermogénique ne peut 
être que le témoin d'une circulation active des fluides en raison de l'oxydation rapide du Méthane 
dans des eaux riches en sulfates.  
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5.4.2   Fluides et décollements 
De nombreux forages ont permis de caractériser les décollements dans les zones frontales de 
divers prismes d'accrétion. Les décollements des prismes du Nankaï et des Barbades présentent 
d'importantes différences. 
Maltman et al. (1997) décrivent le décollement des Barbades comme une zone épaisse de 30 à 
40 m située dans des sédiments très peu lithifiés, à la transition entre deux unités: celle du dessus 
est argileuse et contient beaucoup de radiolaires, et l'autre, en dessous, également argileuse, 
présente des faciès plus turbiditiques. Bangs et al. (1999) montrent que le niveau riche en 
radiolaires, caractérisé par une faible perméabilité, contrôle le développement du proto-décollement 
au front du prisme. Cette couche est en surpression même en avant. A 5 km derrière le front de 
déformation,  Moore and Tobin (1997) indiquent que les surpressions dans ces niveaux avoisinent λ = 0.9 et jusqu' à λ = 0.95 dans le décollement (figure 5.13). Plus récemment, Henry (2000) donne 
des valeurs beaucoup plus faibles λ*=0.53 pratiquement au même endroit.  
 
FIG.5.13 : Profil de pression estimée sur le décollement du prisme des Barbades (tiré de Moore et 
Tobin, 1997) 
Dans le prisme du Nankaï, le décollement apparaît différent. Sa propagation ne semble plus 
contrôlée par la lithologie en raison d'une  apparente homogénéité des formations alentours (boues 
hémipélagiques, Maltman et al., 1993). Il est caractérisé par une porosité anormalement basse (fig. 
5.12). Bourlange et al. (2003) montrent que l'essentiel de la perméabilité est une porosité de 
fractures sub-horizontales. Les sédiments dessous, en revanche, ont une porosité plus forte qui 
témoigne d'un mauvais drainage et d'une faible perméabilité verticale du décollement.   
Les estimations de surpressions (Screaton et al., 2002) donnent des valeurs de λ* de 0.47, ce 
qui est insuffisant pour un décollement efficace et pour former des fractures hydrauliques. Il est 
ainsi fréquemment envisagé des augmentations cycliques de la pression du fluide (Bourlange et al., 
2003; Morgan and Karig, 1995) qui atteindrait des pressions suffisantes pour ouvrir des fractures. 
La connexion de ces fractures aboutirait à des perméabilités horizontales très fortes du décollement 
et favoriserait des remontées rapides de fluides (traces de méthane). 
Si la fracturation intense des décollements et leur rôle dans la circulation des fluides sont assez 
bien établis, leur propagation reste encore sujette à discussion. Pour certains comme Moore (1989) 
ou Bourlange et al. (2003), l'augmentation momentanée des pressions provoquerait le cisaillement 
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du décollement. Pour Moore (1989), cette déformation provoque l'ouverture de fractures dont la 
dilatation crée un phénomène de succion qui concentre les fluides ( fluid pumping (Sibson, 1996; 
Sibson, 2000)). Une fois connecté, le réseau de fractures sert de drains efficace (fig. 5.14). 
 
FIG.5.14 : Fonctionnement et propriétés hydrauliques d’un niveau de décollement selon Moore 
(1989). Le niveau de décollement serait dans un premier temps cisaillé (a). Le réseau de fractures 
ouvertes jouerait ensuite le rôle de drains efficaces (b). 
Pour d'autres comme Morgan and Karig (1995), ou Teixell et al. (2000), les décollements se 
propagent à la manière de fentes de tension horizontales dont l'ouverture est conditionnée par la 
pression de fluide (fig.5.15). 
Dans les deux scénarios, la déformation est liée à l'augmentation de la pression des fluides plus 
en profondeur. De nombreux modèles tentent ainsi d'estimer la production de fluide et de pression: 
Bekins et al. (1995); Saffer and Bekins (1998); Shi and Wang (1988) (fig. 5.16). De tous ces 
modèles, nous ne retiendrons qu'une seule chose: λ* a tendance à augmenter vers le cœur du 
prisme. Nous nous en servirons pour discuter des conditions limites de nos modèles analogiques. 
 
FIG.5.15 : propagation d’un décollement sous la forme de fentes de tension (Teixell et al. 2000). 
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FIG.5.16 : Distribution des pressions de fluide (λ*) générées par compaction mécanique au front 
d’un prisme (Shi et Wang, 1988). Comme dans la plupart des modèles, la pression de fluide 
augmente avec l’épaississement du prisme. 
5.4.3   Conclusion 
Cette étude, assez brève, des prismes d'accrétion du Nankaï et des Barbades nous permet de 
retenir quelques aspects concernant les fluides dans ces zones: 
- Les mécanismes de génération des surpressions sont étalés latéralement. 
- Les pressions de fluide dans la partie frontale des prismes résultent en grande partie de 
problèmes de compactions des sédiments incorporés.  
- Les valeurs de pression mesurées sont très variables (ex Barbades), et sont parfois très 
insuffisantes pour expliquer la forte fracturation et l'apparente efficacité des décollements. 
Des augmentations de pression temporaires, dont l'origine n'est pas claire, sont ainsi 
envisagées. 
- Les zones de décollements sont des zones de circulations intenses, 
- Des incertitudes existent sur le mode propagation des niveaux de décollement au front. 
- Tous les modèles de surpressions montrent globalement une augmentation des pressions 
vers le cœur des prismes, 
Nous retiendrons tout particulièrement les deux derniers points pour la suite. 
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5.5   Modélisation analogique de la déformation compressive 
avec fluide aux pores 
5.5.1   Les expériences de Cobbold et al. (2001) 
 
FIG.5.17 : Dispositif expérimental utilisé par Cobbold et al. (2001) et réutilisé au chapitre 3 dans 
les tests en extension. Le modèle repose directement au dessus d’un réservoir d’air à pression 
constante. 
Cobbold et al. (2001) ont réalisé les premières expériences de compression avec fluide aux 
pores en utilisant le dispositif déjà décrit au chapitre 2 et réutilisé pour les tests en extension du 
chapitre 3 (fig. 5.17). Les modèles étaient construits dans une boîte en plastique transparent fixée 
sur le réservoir d'air qui délivrait une pression constante au cours de la déformation. Cinq séries 
d'expériences avaient été réalisées (fig. 5.18) en utilisant les sables 1, 2 et 3 décrits au chapitre 3 
ainsi que du loess de St Brieuc de perméabilité très faible (<10-3 Darcy) et assez cohésif ( c > 200 
Pa). Les expériences avaient permis de mettre en évidence le lien direct entre pression de fluide et 
déformation et avaient montré comment créer des niveaux de décollement grâce à des niveaux de 
sable plus fin. Cependant ces expériences avaient certains points à améliorer: 
- les modèles étaient coupés horizontalement en fin d'expérience par aspiration de 
couches successives de sable. Les coupes verticales étaient ensuite reconstituées grâce à la 
superposition des relevés horizontaux à différentes profondeurs. Cette technique, très 
difficile à maîtriser, donne des coupes très imprécises sur lesquelles le tracé des failles est 
difficile. (fig. 5.18).  
- les parois latérales de la boîte étaient en plastique et les frottements étaient trop 
importants pour que l'on puisse suivre la déformation au cours de l'expérience. 
- la condition de pression à la base n'était pas satisfaisante: Nous avons vu au 
paragraphe 5.3 que dans le modèle de biseau critique de Dahlen et de ses collègues, la 
distribution des pressions de fluide obéit à λ* = constante. Dans les prismes naturels, nous 
avons également montré que les pressions de fluide étaient générées par différents 
mécanismes répartis latéralement. Les modèles numériques (voir paragraphe précédent) 
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prévoient des intensités de surpression qui s'accroissent avec l'épaississement du prisme. 
Nous voyons donc que la condition de pression constante en base de prisme est sûrement 
peu réaliste. Nous avons calculé, sur la figure 5.19, les distributions de pression et de λ* 
dans un modèle de sable homogène construit directement sur un réservoir à pression 
constante ( Pb = 250 Pa ). On constate que les isobares forment un éventail caractéristique. 
En avant du prisme, λ* vaut 0.55. Dans la partie triangulaire du modèle, on constate que λ* 
diminue régulièrement jusqu'à 0.32 à l'arrière, dans la zone la plus épaissie. L'effet de la 
pression de fluide diminue ainsi de près de 50%. 
 
FIG.5.18 : Résultats des expériences de Cobbold et al. (2001). La première série d’expériences (a) 
consistait à déformer des prismes de sable homogène et dans la seconde, un niveau de sable fin 
permettait de créer un niveau de décollement (b). La condition limite en base était une pression 
constante ( Pb = pression d’air appliquée à la base du modèle). Les coupes obtenues étaient 
imprécises. 
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FIG5.19 : Calcul des distributions de pression dans un modèle de sable homogène soumis à une 
pression de fluide constante à sa base. Le calcul est fait en éléments finis.  
5.5.2   Nouveau dispositif 
Pour améliorer ces expériences, nous avons conçu un nouveau dispositif (fig. 5.20) muni 
d'injecteurs d'air permettant un changement de la pression de fluide au cours de la déformation 
(voir chapitre 3). 
Les modèles de sable sont construits dans une boîte en verre de 20*30 cm, surmontant une 
rangée d'injecteurs de 20 cm de large, 1.7 cm d'épaisseur et 30 cm de hauteur. Ces injecteurs munis 
à leur base et à leur sommet d'une grille supportant un tamis de 100 µm sont remplis de sable de 
type 1. L'ensemble repose sur un réservoir d'air délivrant une pression constante. Nous avons vu au 
chapitre 3 comment ces injecteurs remplis de sable modifiaient la pression à la base du modèle 
lorsque celui-ci s'épaississait. Cet effet est illustré sur la figure 5.21. Le modèle est le même que 
celui de la figure 5.19 mais il est cette fois placé au dessus d'une série d'injecteurs. On constate que λ* vaut 0.58 devant le prisme et ne diminue qu'à 0.53 à l'arrière. L'effet de la pression est donc 
maintenu plus ou moins constant dans la zone épaissie. Les isobares restent quasiment parallèles à 
la surface. On peut noter, cependant, un pic de λ* juste au front du prisme. Ce phénomène est lié à 
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la courbure des isobares dans cette zone. Dans le calcul de λ*, σzz est pris égal à ρsab.g.z avec z la 
distance à la surface. Les courbes d'iso-contrainte σzz sont donc des lignes brisées au niveau de la 
rupture de pente de surface. Les isobares étant quant à elles courbes, on a une augmentation de λ* 
dans cette zone, comme illustré sur le schéma 5.21d.  
 
FIG.5.20 : Dispositif expérimental muni d’un système d’injection permettant une variation de la 
pression de fluide au cours de l’épaississement du modèle. 
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FIG.5.21 : Calcul de la distribution des pressions de fluide dans un modèle homogène placé au 
dessus du système d’injecteur (a). L’augmentation du paramètre λ* (c) devant le prisme résulte 
d’une courbure des isobares (d) 
La boîte contenant les modèles de sable étant cette fois faite de verre, les effets de bords sont 
faibles (figure 5.22) et nous pouvons suivre l'évolution de la déformation en coupe, en regardant 
d'un des côtés. Les modèles n'ont pas été mouillés puis coupés pour éviter d'introduire de l'eau dans 
les injecteurs. 
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FIG.5.22 : Vue de dessus d’un modèle de sable construit puis déformé dans le dispositif de la figure 
5.20. Les parois latérales de verre limitent les effets de bord. Les failles sont pratiquement 
rectilignes et la déformation cylindrique. 
5.5.3   Expériences de compression avec fluide aux pores  
Trois séries d'expériences et une expérience supplémentaire ont été réalisées. Tous les modèles 
ont une épaisseur de 3.5 cm. Seule la partie supérieure épaisse de 2.5 cm est déformée par une 
avancée régulière d'un piston. La partie basale reste intacte. La vitesse de déformation est de 20 
cm/h. Les modèles, longs de 27 cm sont raccourcis de 10 cm en 30 minutes. Si cette vitesse peut 
paraître très grande en comparaison de celles couramment utilisées dans des modèles analogiques 
avec silicone (1cm/h), elle est en réalité extrêmement faible par rapport au temps de rééquilibrage 
des pressions de fluide (voir chapitre 3). Le fluide peut ainsi être considéré à l'état stationnaire. La 
pente basale des modèles est nulle. Bien que ce ne soit pas le cas des prismes naturels, nous avons 
préféré des modèles horizontaux pour éviter un trop grand nombre de paramètres à modifier. Avec 
une pente basale faible, nous nous plaçons dans le contexte des déformations de ceintures de 
chevauchements pour lesquels nos modèles sont tout à fait valables. 
Chaque série d'expérience comporte 3 simulations réalisées à des pressions de fluide 
différentes: surpression nulle, moyenne et forte. Dans toutes les séries, les expériences à pression 
moyenne ont un λ* à la base de la zone déformée de 0.6. Pour  celles à forte pression, λ* = 0.8. 
L'incertitude sur λ* est estimée à ± 0.05 compte tenu des fuites possibles entre le réservoir et le 
modèle et la méconnaissance de l'état de compaction du sable des injecteurs. 
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A. Série 1 
La première série de modèles a été construite avec du sable de granulométrie homogène 
(sable1) déposé au tamis (état compact, profil des pressions représenté sur la figure 5.34). Ces trois 
expériences sont présentées sur les figures 5.26 à 5.28 pages 136 à 138 (expériences PAH = 
Prismes Analogiques Homogènes).  
La première expérience (fig. 5.26), réalisée sans surpression de fluide, montre une déformation 
très classique de prisme à base frottante. On observe: 
- uniquement des chevauchements et aucun rétro-chevauchement; 
- les chevauchements fonctionnent successivement et l'apparition d'un nouveau coïncide 
avec l'arrêt du précédent; 
- il n'y a aucun décollement basal et les failles inverses émergent en surface au front du 
prisme. Cela correspond à un mode d'accrétion arrière et un sous-charriage de la matière 
avant son incorporation dans le prisme. 
- les chevauchements s'empilent les uns sur les autres pour donner un prisme très raide (36° 
de pente) 
Par opposition, le modèle soumis à une très forte surpression de fluide (fig. 5.28, page 138) 
montre un style de déformation radicalement différent: 
- la pente de surface est moins grande (13 à 14°) et la déformation est beaucoup plus étalée; 
- 2 chevauchements apparaissent simultanément au début de l'expérience. 
- les chevauchements apparaissent successivement mais l'initiation d'un nouveau ne 
correspond plus à l'arrêt du précédent qui continue à fonctionner; 
- les chevauchements émergent en surface, 3 à 4 cm en avant du relief déjà existant; 
- un niveau de décollement horizontal semble se créer à la profondeur de la base du mur 
mobile. Dans leurs premiers stades de fonctionnement, les chevauchements sont raides et 
viennent s'enraciner dessus. Au fur et à mesure de la déformation, ils montrent une 
évolution particulière qui n'existait pas dans les expériences sans pression. La partie basale 
qui s'apparentait à un décollement migre vers le haut et les chevauchements deviennent 
rectilignes entre leur zone d'émergence en surface et le bas du piston. Cette évolution est 
représentée sur le schéma 5.23. Elle donne aux structures un aspect "ductile" où la 
déformation n'apparaît localisée sur des failles persistantes qu'en surface. En profondeur, 
les couches prennent un aspect plissé, en chevron. Le modèle semble ainsi évoluer vers une 
faille unique rectiligne plutôt que d'utiliser un décollement horizontal et une faille inverse 
qui nécessiterait l'apparition d'un rétro-chevauchement pour fonctionner (fig.5.23). En 
terme de mode d'accrétion, cela correspond à un début d'accrétion frontale qui évolue très 
rapidement en sous-charriage. Cette expérience a été réalisée à plusieurs reprises et la 
déformation a été similaire à chaque fois. 
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FIG.5.23 : Structures observées dans les modèles soumis à de fortes pressions de fluide. Lorsqu’un 
contraste de perméabilité est présent, le décollement est efficace et il se crée un pop-up. Lorsque le 
sable est homogène, on observe une migration du chevauchement qui devient rectiligne. 
L'expérience à pression moyenne (λ* = 0.6, fig.5.27) montre des caractéristiques propres aux 
deux précédentes: 
- la pente de surface est de 25°; 
- les failles ont tendance à s'empiler les unes sur les autres; 
- on observe une légère migration des chevauchements qui émergent en avant du piston. 
- il n'y a pas vraiment de rétro-chevauchement. 
- le dernier chevauchement qui apparaît (fig. 5.27.h), émerge très loin devant, ce qui traduit 
un détachement basal. 
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B. Série 2 
Les modèles de la deuxième série d'expériences (fig. 5.29 à 5.31, pages 139 à 141, expériences 
PAC = Prismes Analogiques multiCouches)) ont été construits en 3 couches. Une première couche 
basale, sous le mur mobile utilise du sable grossier (sable 1). Puis vient par dessus 1 cm de sable 
fin (sable 3) de plus faible perméabilité. Cette couche est facilement identifiable sur les 
photographies en raison de sa texture moins granuleuse. Par dessus ce niveau fin, 1.5 cm de sable 
grossier terminent le modèle. Par la présence de la couche de faible perméabilité, le profil vertical 
de pression apparaît comme une ligne brisée (fig. 5.34) où le λ* maximum se situe à la base de ce 
niveau. C'est ici que la résistance au cisaillement horizontal est la plus faible et où doivent 
apparaître les détachements. 
 
FIG.5.34 : Forme des profils de pression pour les 3 séries d’expériences. 
L'expérience PAC1 (fig.5.29), réalisée sans pression de fluide, est pratiquement identique à 
l'expérience 1. Seul le tout dernier stade de déformation est différent. En effet, une faille inverse se 
forme, très en avant du biseau. Cela traduit une différence de comportement mécanique du sable fin 
qui apparaît moins résistant que le sable 1. 
L'expérience PAC3 (λ* = 0.8) (fig.5.31) montre une déformation radicalement différente de 
toutes celles déjà observées. 
- Le modèle accommode toute la déformation par une série successive de pop-up 
(chevauchement/retro-chevauchement) qui viennent s'enraciner dans le niveau de faible 
perméabilité. 
- Le chevauchement initial s'accompagne très tôt d'un rétro-chevauchement. Ceci n'avait pas 
encore été observé.  
- Après seulement 3 cm de raccourcissement, on observe une grande fente de tension 
horizontale qui s'ouvre dans la couche de sable fin entre le premier pop-up et la côte 15 cm. 
C'est à cet endroit que le deuxième pop-up s'initie. La fente de tension est alors reprise en 
cisaillement et semble servir de niveau de décollement. L'apparition du rétro-
chevauchement est quasi-simultanée à celle du chevauchement et ces deux failles 
accommodent la même quantité de déformation (structure symétrique).  
- La 2ème structure se développe alors que le premier pop-up continue à fonctionner. 
- La fin de l'expérience est très influencée par le mur de gauche qui empêche visiblement la 
déformation de se propager. Un dernier chevauchement apparaît en avant ainsi qu'un 
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deuxième rétro-chevauchement dans le deuxième pop-up. Le premier pop-up se remet à 
fonctionner. Les derniers stades ne sont donc pas représentatifs. 
- La surface du modèle sur la photographie 5.31h est quasi-horizontale. 
 
L'expérience à pression moyenne est figurée en page 140. Elle montre des différences avec la 
précédente qui traduisent une efficacité plus faible du décollement: 
- la première structure ne s'accompagne pas de rétro-chevauchement et le relief développé 
est plus important; 
- Un deuxième chevauchement s'initie, comme dans l'expérience PAC3, à la côte 15 cm mais 
après 4.5 cm de raccourcissement contre 3 cm dans l'autre. Cette nouvelle structure est 
donc moins éloignée du premier chevauchement. Le développement du rétro-
chevauchement associé se trouve en partie bloqué par cette proximité. Le chevauchement 
absorbe alors plus de déformation. Le blocage du rétro-chevauchement sur la figure 5.30f 
provoque la formation d'une nouvelle faille inverse plus plate, en arrière, et qui reprend la 
partie supérieure du pop-up lui permettant d'être poussée en avant sans difficulté. Cet 
enchaînement crée une structure caractéristique figurée sur le schéma 5.36b (Colletta et al., 
1991; Storti et al., 1997) que l'on ne retrouve ni dans les expériences à plus forte pression 
ni dans celles à plus basse. En revanche on la retrouve très clairement dans la coupe 
réalisée dans l'expérience PACL1 (fig.5.35). Cette expérience a été réalisée sur le dispositif 
décrit au chapitre 6 qui est beaucoup plus grand. La condition de pression était assez 
similaire (injecteurs remplis de sable et λ* = 0.6 sous le niveau de faible perméabilité), et 
la structure verticale du modèle était la même. Nous n'avons réalisé qu'une seule 
expérience sur ce dispositif; nous étions en effet, pour ce modèle, au débit maximal du 
compresseur d'air (surface du modèle trop grande). 
 
FIG.5.35 : Modèle réalisé sur la table à injection d’air décrite au chapitre 6 
C. Série 3 
Les modèles de la troisième série (fig. 5.32 et 5.33, pages 142-143) ont été construits de la 
même manière que ceux de la deuxième. Nous avons simplement remplacé les 1.5 cm de sable 1 du 
sommet par 1.5 cm de sable 2, de perméabilité plus faible. Le contraste de perméabilité entre 
couche de sable fin et niveau supérieur est ainsi plus faible et la pression de fluide dans ce dernier 
est ainsi plus élevée. Deux expériences ont été réalisées: pression moyenne et forte. 
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L'expérience à pression moyenne (fig. 5.32) a développé un très fort effet de bord. 
L'interprétation en coupe est donc sujette à caution. On voit deux chevauchements se développer 
successivement et s'empiler l'un sur l'autre. Un troisième s'initie beaucoup plus en avant, près du 
mur de gauche, accompagné d’un rétro-chevauchement.  
L'expérience à forte pression est beaucoup plus intéressante. 
- Au début, se développe un pop-up, comme dans l'expérience PAC3. 
- Très rapidement un deuxième chevauchement en avant se met en place. Il évolue de la 
même manière que dans l'expérience PAH3 en migrant vers le haut et en donnant un aspect 
assez plissé aux couches en profondeur.  
- Ce deuxième chevauchement est proche du premier pop-up et un rétro-chevauchement 
n'apparaît que dans la partie supérieure. La déformation n'est donc pas renvoyée aussi en 
avant que dans l'expérience PAC3. 
- la fin de l'expérience montre le développement de failles multiples (3 ou 4) de vergences 
variées et qui semblent très vite se bloquer. Le bord gauche du modèle joue sûrement un 
rôle non négligeable, mais il semblerait que la déformation n'arrive pas à se localiser aussi 
bien que dans le modèle PAC3 où la pression était plus faible dans la couche supérieure. le 
nombre de failles, au final, est de 7 ou 8 contre 3 à 6 dans les autres expériences. 
 
FIG.5.36 : Structures observées selon l’efficacité du décollement (intensité des pressions de fluide). 
Quand le décollement est très efficace, des pop-up symétriques apparaissent en avant du prisme 
(a). Lorsqu’il l’est moins, un pop- up dissymétrique se développe. Il est rapidement repris par un 
second chevauchement moins raide que le premier (b). 
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D. Résumé des observations et discussion 
Les expériences que nous venons de décrire nous ont permis de vérifier certains points (fig. 
5.37) 
- La dépendance de l'angle du prisme avec la pression de fluide sur le décollement et à 
l'intérieur. Ceci confirme bien les résultats de Cobbold et al (2001) et est en accord avec la 
théorie du biseau critique. Nous n'avons pas confronté systématiquement le modèle de 
Dahlen avec nos expériences pour plusieurs raisons: 
· l'incertitude sur λ*,  
· la sensibilité très forte de la solution de Dahlen lorsque µ ≈ µb, ce qui était le cas 
dans la série 1, 
· la difficulté à mesurer une pente représentative sur nos prismes qui ne sont 
sûrement pas assez développés. 
La théorie de Dahlen donne cependant une pente de l'ordre de 4° pour un prisme dans 
des conditions similaires à l'expérience PAC3 (µ = 1.2, λ = 0.6, µb = 1, λb* = 0.8) ce qui est 
du même ordre de grandeur que ce qui est mesuré expérimentalement.  
- Le changement du mode d'accrétion en fonction des conditions de glissement à la base (liée 
à la pression du fluide). Lorsque le décollement est efficace (exp. PAC3, PAC5), 
l'accrétion est frontale, tandis qu'en l'absence de niveau de faible résistance,  le matériel 
passe sous le prisme avant d'y être incorporé. Ceci est en accord avec de nombreux autres 
résultats d'expériences (Gutscher et al., 1998b; Mulugeta, 1988). 
 
Nos expériences montrent également que pour créer un très bon niveau de décollement qui 
délocalise très bien la déformation vers l'avant, une surpression de fluide ne suffit pas. L'expérience 
PAH3 réalisée sous forte pression n'a développé que temporairement un décollement basal qui a 
ensuite migré pour se transformer en chevauchement. En revanche, dans les expériences des séries 
2 et 3 où il y avait un contraste de perméabilité, le décollement se développait très bien dans la 
zone à fort λ*. Le décollement de l'expérience PAC3 a été également beaucoup plus efficace que 
dans l'expérience PAC5 où la différence de perméabilité était moins importante entre le niveau de 
sable fin et la couche supérieure. Dans ce modèle, la forte pression de fluide présente dans la zone 
au dessus du détachement favorisait sa déformation et limitait la propagation de la contrainte 
tectonique vers l'avant. 
Un bon décollement doit en effet être un niveau de plus faible résistance que le milieu alentour. 
Le contraste de perméabilité entre le niveau où se situe le décollement et la partie sus-jacente 
apparaît donc fondamental puisque c'est lui qui définit la résistance relative des deux niveaux en 
contrôlant la distribution des pressions. Nous avons pu créer un détachement très efficace dans 
l'expérience PAC3 en utilisant un contraste de perméabilité ( ksable1 / ksable3 ) d'à peine 4. Dans les 
cas naturels,  les contrastes de perméabilité entre des formations sableuses et des niveaux d'argile 
dépassent les 1000, ce qui laisse présager de l'efficacité de décollements dans de telles conditions 
(voir l’exemple du profil de pression du chapitre 1, fig.1.10). 
 
Nous avons également montré dans plusieurs expériences que la déformation avait du mal à se 
localiser sur des failles précises lorsque la pression de fluide était importante. Nous avons observé 
ce phénomène plusieurs fois: 
- en début d'expérience PAH3, le premier chevauchement était double, 
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- on a suivi une migration des chevauchements dans les expériences PAH3 et PAC5 qui avait en 
commun une forte pression dans la partie supérieure, 
- le modèle PAC5 a développé des failles multiples au dessus du niveau de décollement. Ces 
failles apparaissaient mais semblaient se bloquer très rapidement. 
Ceci peut être interprété comme une conséquence des très faibles contraintes effectives 
mises en jeu. Le schéma 5.38 montre des cercles de contraintes à la rupture et sur une faille 
ayant subie une perte de friction (liée par exemple à la dilatance), σ1 est maintenu constant. La 
différence de contrainte déviatorique entre les deux états dépend de σ1. Donc pour des 
contraintes très faibles, il n'y a pratiquement pas de différences entre l'état de contrainte à la 
rupture et celui défini sur la faille active. Une très faible perturbation des contraintes pourra 
ainsi suffire à activer une nouvelle faille.  
 
FIG.5.38 : Illustration de l’effet de la pression du fluide sur l’écart entre l’état de contrainte à la 
rupture et l’état de contrainte sur une faille déjà activée. 
Cette relation entre déformation diffuse et pression de fluide dans du sable soumis à un 
gradient de pression (état stationnaire) devra être précisée par des expériences supplémentaires 
dans des systèmes plus longs et en utilisant des techniques de suivi de particule (PIV = particle 
image velocimetry) ou de rayons X (Colletta et al., 1991; Wolf et al., 2003). Ce type de 
comportement pourrait, en effet, être mis en relation avec le comportement apparemment 
ductile de nombreux niveaux d’argile en surpressions dans des environnements variés (mobile 
shales). 
Il est difficile de comparer dans le détail nos expériences avec les coupes de Cobbold et al. 
(2001) en raison de l'imprécision des tracés. Cependant, globalement, les expériences semblent 
être en bon accord. Notamment l'expérience b6 (fig. 5.20) développe deux pop-up et une faille 
en avant comme dans l'expérience PAC3. On peut noter cependant que l'angle de stabilité du 
prisme de l'expérience b6 est très important: 10° contre 4° dans notre modèle PAC3. C'est 
sûrement la conséquence de la condition de pression constante à la base. 
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5.5.4   Conclusion des expériences analogiques 
Ces nouvelles expériences constituent une avancée par rapport aux modèles de Cobbold et 
al. (2001) puisqu'elles nous ont permis de: 
- vérifier l'action des fluides sur la forme des prismes, 
- montrer l'importance des contrastes de perméabilité sur l'initiation et le fonctionnement des 
décollements, 
- vérifier le rôle du décollement sur le mode d'accrétion, 
- souligner une déformation plus diffuse à forte pression de fluide, 
Ces expériences pourront encore être améliorées par l'utilisation de matériaux encore plus 
fins pour augmenter le contraste de perméabilité, par une augmentation de la dimension des 
modèles et par un suivi de la déformation par des méthodes d'imagerie diverses (PIV, rayons X). 
5.6   Modélisation numérique de la déformation compressive 
avec fluide aux pores 
Nous avons utilisé la méthode aux éléments distincts (ED) avec fluide, décrite au chapitre 4, 
pour simuler la formation de prismes. Cette méthode numérique est relativement peu utilisée pour 
simuler des phénomènes tectoniques de grande échelle. La méthode aux éléments finis est en 
général préférée car elle peut traiter de tout type de rhéologie. En éléments distincts, on peut citer 
quelques travaux récents (Burbidge, 2000; Burbidge and Braun, 2002; Morgan, 1997; Saltzer and 
Pollard, 1992; Vietor and Oncken, 2002; Yamada and Matsuoka, 2002). 
Comme nous l'avons dit au chapitre 4, les simulations de Burbidge et Braun (2002) nous 
paraissent les plus convaincantes et nous ont motivé à utiliser cette méthode. 
5.6.1   Choix des paramètres des modèles 
Nous avons choisi de simuler des systèmes analogues à ceux de nos expériences. Les modèles 
numériques sont construits dans une boîte de 50 cm de long et on une épaisseur de 4 cm. Les 
disques ont des rayons de 0.7 mm en moyenne et le nombre total d'éléments avoisine les 15000. En 
épaisseur, le modèle compte une quarantaine de disques, ce qui est 2.5 fois plus que les modèles de 
Burbidge et Braun (2002). La résolution est donc sensiblement améliorée. 
Comme nous l'avons discuté au chapitre 4, les coefficients d'élasticité kn et ks des éléments sont 
dimensionnés par rapport à un système d'échelle réelle de 4 km d'épaisseur. Nous avons pris kn = 
1000 et ks=350 (relativement similaires aux valeurs de Burbidge et Braun (2002)).  
Le coefficient de frottement des disques vaut 0.5. Le coefficient de friction global varie de 0.25 
à 0.30 selon l’empilement, ce qui est extrêmement faible en comparaison des coefficients de 
friction traditionnels des modèles de sable ou des roches naturelles (voir chapitre 4). 
Pour des éléments de densité 2.5, le pas de temps utilisé (équation 4.22) est de 6.6e-6 s. La 
déformation des modèles consiste en une compression de 20 cm ( 40% ) en 5.5 millions de pas de 
temps. Cela donne une vitesse de déformation de 0.5 cm/s. Même si cette vitesse peut paraître 
rapide, elle est beaucoup plus faible que celle utilisée par Burbidge et Braun (2002) qui 
comprimaient leurs modèles en 2 millions de pas de temps seulement. Ces expériences requièrent 
beaucoup d'itérations, ce qui limite le nombre d'éléments utilisables dans des temps de calcul 
raisonnables. Le temps de calcul d'une expérience de 15000 éléments avec fluide aux pores et  
Modélisations de la déformation compressive 151 
 
5.5 M de pas de temps est approximativement de 24 h. Des expériences avec quatre fois plus 
d'éléments (rayon divisé par 2) sont donc tout à fait envisageables. La durée de calcul étant plus ou 
moins proportionnelle au nombre d'éléments. 
La distribution des pressions de fluide est toujours calculée à l'état stationnaire et est 
réactualisée dès qu'un élément à parcouru la distance Rmax/2 (Rmax = rayon maximum). Nous nous 
plaçons ainsi dans les mêmes conditions que nos expériences analogiques. Aucune surpression 
transitoire n'est crée. 
Les expériences avec fluide sont réalisées avec une pression maintenue constante à la base du 
modèle durant toute la durée de l'expérience. Nous avons entrepris également des simulations à 
flux d'air constant à la base, mais au moment de la rédaction de la thèse, les calculs n'étaient pas 
terminés.  
5.6.2   Configuration initiale 
Dans un modèle d'éléments finis, l'état initial ne dépend que de la géométrie du système, des 
conditions limites et des paramètres rhéologiques donnés à chaque élément de la maille. Dans un 
modèle d'éléments distincts granulaire, l'empilement initial des disques est un paramètre 
fondamental supplémentaire. Comme dans les modèles analogiques où l'on déposait le sable soit en 
le versant soit en le passant au tamis, il existe un certain nombre de techniques permettant de créer 
des empilements de grains avec des propriétés différentes. Un empilement est caractérisé par sa 
compacité (1-φ), sa distribution de taille des grains et le désordre géométrique qu'il peut y avoir 
dans l'arrangement des grains. 
A. Empilement hexagonal compact (EHC) de disques de même taille 
 
FIG.5.39 : (a) Empilement hexagonal compact de disques. (b) Simulation numérique d’une 
extension à partir d’un empilement hexagonal compact (Yamada et Matsuoka, 2002). L’orientation 
des failles est dictée par la structure de l’empilement. 
152  Modélisations de la déformation compressive  
 
 
Modélisations de la déformation compressive 153 
 
En 2D, des grains de même taille ont une tendance naturelle à s'ordonner dans un système 
hexagonal compact, à la manière d'un réseau cristallin. C'est l'arrangement qui possède la plus 
grande compacité (fig.5.39). Cet empilement est utilisé par Burbidge (2000), Yamada et Matsuoka 
(2002), et testé par Saltzer et Pollard (1992). L'ordre de la structure lui confère des propriétés 
mécaniques particulières. Un EHC possède en effet 3 plans préférentiels de glissement orientés à 
60° les uns des autres. Burbidge et Braun (2002) assimilent ces directions à des plans de fracture et 
de stratification d'un milieu naturel. Dans leurs simulations de prismes, ils compriment ainsi un 
EHC parfait dont les plans sont à 0°, 60° et 120° de la direction de raccourcissement, ce qui à priori 
est impossible. Seule l'accumulation des erreurs numériques peut aboutir à une déformation d'un tel 
système confiné entre deux parois. Les failles produites suivent le réseau cristallin (fig. 5.39) et les 
failles inverses ont ainsi un pendage de 60°, ce qui n'est pas réaliste. La figure 5.39 de Yamada et 
Matsuoka (2002) qui est sensé montrer l'analogie entre un modèle de sable et un modèle numérique 
laisse assez dubitatif. Toutes les failles normales du modèle numérique sont conditionnées par la 
structure hexagonale. Dano (1998) avait également testé un tel arrangement dans des simulations 
de modèles analogiques en compression et avait montré que la structure comprimée, finissait par 
éclater après avoir accumulé une énergie élastique énorme. 
Nous avons testé cet arrangement avec l'aide de Frédérique Valence ( Laboratoire milieux 
divisés, Université de Rennes1) grâce à un modèle physique en 2D constitué de billes de plastique 
de taille uniforme prises entre deux parois de verre. Nous comprimons le modèle à la main en 
déplaçant un mur vertical de gauche (fig. 5.40). La compression est extrêmement difficile et se fait 
par à-coups. Les failles qui apparaissent sont en réalité des dislocations de la structure cristalline 
qui se connectent entre elles. De plus, après une phase de dilatance, ces zones retrouvent très 
rapidement l'ordre hexagonal et le système ne garde aucune mémoire de la déformation antérieure. 
Ce type d'empilement est au final assez peu convainquant. Pour modifier la structure cristalline 
parfaite, il est possible de jouer sur la taille des disques (polydispersité) ou de créer du désordre 
dans l'empilement. 
 
FIG.5.41 : Construction des empilements numériques de disques. 
B. Empilement hexagonal polydispersé 
Nous avons construit plusieurs empilements granulaires avec une dispersion de tailles variable. 
La méthode de construction est analogue à celle utilisée par Staron (2002). Les grains sont 
préalablement positionnés suivant une grille hexagonale (fig 5.41). Les tailles sont uniformément 
distribuées dans un intervalle [Rmin, Rmax]. On définit un paramètre de dispersion V = (Rmax-
Rmin)/Rmax. Les grains sont ensuite soumis à la gravité et ils sédimentent. Nous avons généré 3 
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empilements: V = 0.15, V = 0.20, V = 0.30. Le détail est représenté sur la figures 5.42. On voit que 
pour V = 0.15, l'arrangement garde sa signature hexagonale qui disparaît légèrement lorsque la 
dispersion augmente. 
 
FIG5.42 : Arrangement initiaux des empilements hexagonaux pour différentes dispersions de taille 
des grains. 
Les modèles sont ensuite comprimés de 20 cm. Les résultats sont illustrés en pages 155 à 157. 
Nous avons représenté, en page de gauche, les éléments eux-mêmes, colorés pour faciliter l'analyse 
de la déformation. A droite, est indiquée la déformation en cisaillement depuis les 100 000 
dernières itérations de calcul.   
Expérience V = 15 % 
La déformation s'initie par la formation d'une faille inverse qui suit une direction préférentielle 
du réseau (60°). Le rejet horizontal atteint 1.5 cm lorsqu'une nouvelle dislocation du réseau en 
chevauchement/rétrochevauchement (pop-up) démarre (fig. 5.43b). Cette apparition est liée à 
l'activation d'un décollement qui suit un plan 0° du réseau. Le pop-up a ensuite tendance a basculer 
et le chevauchement frontal, initialement très raide, est repris par une faille inverse de pendage plus 
faible qui ne semble plus en relation avec la structure hexagonale de départ. Nous pourrions 
qualifier cette faille de "vraie faille". Le schéma -décollement, pop-up, basculement, faille inverse - 
se répète ensuite de nouveau. 
Expérience V = 20% 
Dès les premiers stades, la déformation apparaît plus diffuse que dans l'expérience précédente. 
La dislocation initiale à 60° est moins marquée (fig 5.44e). On retrouve encore le schéma  -
décollement, pop-up, basculement, faille inverse - sur les images 5.44b et c mais les structures sont 
beaucoup plus difficiles à identifier. Les zones de cisaillement qui se créent semblent s'arrêter de 
fonctionner très rapidement et la déformation migre facilement vers l'avant. 
Expérience V = 30% 
La tendance à la déformation diffuse de la deuxième expérience est ici encore plus prononcée. 
Les zones de cisaillement des figures 5.45 d à f prennent la forme de bandes très larges. On ne voit 
plus les effets de la dislocation d'un réseau, mais plus aucune faille n'est visible. On ne retrouve 
plus le schéma  - décollement, pop-up, basculement, faille inverse -. La déformation est 
accommodée sur un très grand nombre de plans qui ne fonctionnent que très peu de temps. Le 
modèle final exhibe plus des couches plissées que faillées. 
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En résumé, ces trois expériences nous montrent qu'en augmentant la polydispersité, la structure 
cristalline ordonnée disparaît. Cependant, l'empilement perd de sa rigidité horizontale. Or c'est elle 
qui favorise la localisation de la déformation sur un nombre limité de failles (expérience V = 15%) 
en empêchant l'empilement, situé en avant, de se déformer trop facilement. La configuration rigide 
d'un empilement à faible dispersion paraît donc mieux adaptée pour obtenir des failles. Il subsiste 
néanmoins le problème de l'orientation des plans du réseau qui conditionne encore l'orientation des 
failles, même pour V = 15%. 
C. Désordre géométrique dans un empilement à faible polydispersité 
Les empilements que nous venons d'étudier étaient réalisés en positionnant, au départ, les 
éléments dans une maille hexagonale. Finalement, au cours de la sédimentation, cette structure était 
conservée. Nous avons testé un autre type de génération d'empilement qui consiste à construire le 
système ligne par ligne en faisant grossir chaque nouvelle bille à partir d'un point donné. Nous 
avons utilisé un algorithme de Powell écrit par Luc Oger (Université de Rennes 1) qu'il nous a 
gracieusement prêté. Nous avons ainsi généré un empilement avec V=0.15. Le détail de la structure 
est figuré sur le schéma 5.46. On observe des zones très bien ordonnées séparées par des défauts 
dans l'arrangement. Les structures ordonnées dans un système hexagonal sont orientées 
aléatoirement et les directions des plans de glissement préférentiel varient d'une zone d'ordre à 
l'autre. 
La page 159  (fig. 5.47) présente une expérience de déformation pour ce type d'empilement. 
Comme dans l'expérience à V=30%, la déformation apparaît assez diffuse dès le départ, et les 
structures de type faille sont quasi absentes. 
 
FIG.5.46 : Empilement de disques de taille homogène avec un désordre géométrique 
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Conclusion 
Des failles n'apparaissent que dans les systèmes à faible polydispersité et relativement bien 
ordonnés. Cet ordre crée la rigidité nécessaire à la localisation. Dans la suite, nous utiliserons 
toujours le même empilement tiré à partir d'une maille hexagonale avec un paramètre de dispersion 
V = 0.15, puis sédimenté. 
D. Condition de glissement à la base 
Pour tester l'influence du frottement basal sur la déformation de leur prisme, Burbidge et Braun 
(2002) utilisaient une base lisse dont ils choisissaient le coefficient de friction. Morgan, (1997) ou 
Dano, (1998) disposaient une série de billes fixes en bas qui conférait une certaine rugosité à la 
base. Cette méthode est celle que nous avons utilisé dans les expériences PNH1 à PNH4. 
Cependant, nous avons remarqué que des éléments fixes favorisaient le roulement des autres 
dessus. Le plan juste au dessus de la rangée basale sert ainsi de décollement efficace pour la 
déformation. Ceci est très bien visible dans l'expérience PNH1 (fig.5.43g) où la formation du pop-
up est directement en relation avec un décollement efficace à la base. Les couches situées entre le 
pop-up et les structures à l'arrière ne sont pas du tout déformées. De plus, pour pouvoir créer des 
niveaux de décollement grâce aux pressions de fluide, nous devions nous affranchir de cette 
faiblesse basale. Nous avons donc choisi de ne déformer que la partie supérieure des modèles en 
laissant intact le premier centimètre du bas (comme dans nos expériences analogiques). La rangée 
basale d'éléments est toujours fixe, mais les disques du premier centimètre sont, quant à eux, bien 
mobiles. L'expérience PNH5 de la page 163 (fig. 5.48) est réalisée dans ces conditions. Nous 
retrouvons les mêmes traits de déformation que dans l'expérience PNH1, notamment le schéma - 
pop-up, basculement, faille inverse -. Les pop-up sont cependant beaucoup moins nets et les 
couches apparaissent plissotées entre ceux-ci et le piston à l'arrière. Ceci traduit un décollement 
beaucoup moins efficace que dans l'expérience 1. On observe néanmoins sur la figure 5.48f que le 
plan basal est activé bien qu'il soit situé plus bas que la base du mur mobile. Pour s'affranchir 
totalement de ce problème, il faudrait une couche non déformée de plusieurs centimètres, mais cela 
augmenterait considérablement le nombre d'éléments des modèles.  
L'expérience PNH5 servira de référence à toutes les suivantes qui seront réalisées à partir du 
même état initial et dans les mêmes conditions de déformation. 
5.6.3   Expériences de compression avec fluide aux pores 
Nous avons réalisé deux séries de simulations en modifiant la distribution interne des 
perméabilités et les pressions de fluide à la base. 
A. Expériences à perméabilité homogène 
Les modèles PNH6 et PNH7 sont déformés pour des pressions basales constantes de  400 et 
600 Pa (fig. 5.49 et 5.50). La perméabilité des modèles est homogène  et calculée grâce à la 
porosité, comme décrit au chapitre 4.  
Cette série d'expériences nous montre: 
- une diminution de l'angle de stabilité des prismes lorsque la pression du fluide augmente, 
conformément à la théorie du biseau critique. 
- un changement du mode d'accrétion lorsque la pression augmente: Lorsque P = 0 (exp. 
PNH5), l'accrétion se fait à l'arrière, les éléments passent sous le prisme avant d'y être 
incorporés. Le prisme final exhibe une série de failles empilées les unes sur les autres où 
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seule la plus récente est encore active. Le prisme situé au dessus de cette faille active n'est 
quasiment plus déformé. Ces observations concordent tout à fait avec celles faites sur le 
modèle analogique PAH1 (page 136). 
L'expérience PNH6 nous montre le même type de déformation, mais avec une tendance 
plus marquée à la délocalisation vers l'avant. Dans le schéma - pop-up, basculement, faille 
inverse -, le pop-up naît beaucoup plus en avant du prisme, de sorte que le rétro-
chevauchement émerge au front du biseau. Dans l'expérience PNH5, c'était le 
chevauchement qui émergeait à ce niveau, tandis que le rétro-chevauchement s'initiait sous 
le prisme. 
L'expérience PNH7 montre clairement une accrétion frontale. Les éléments ne sont 
jamais charriés sous le prisme. Il n'y a jamais de faille rectiligne reliant le front du prisme 
et la base du mur mobile. Au contraire, la rangée d'éléments à la base du système semble 
servir de décollement assez efficace.  
- une déformation très diffuse pour les fortes pressions de fluide: En début de simulation, le 
modèle PNH7 ne montre pas de faille nette près du piston comme c'est le cas dans les 
modèles PNH5 et PNH6. Dans la suite, on observe de nombreuses zones très fines de 
cisaillement qui sont assez dispersées et qui ne forment pas de larges bandes de 
cisaillement comme dans l'expérience PNH5. De nombreux plans horizontaux sont activés.   
- un fonctionnement simultané des failles récentes et plus anciennes à forte pression de 
fluide: C'est un argument supplémentaire à la déformation diffuse. L'image 5.50g de 
déformation instantanée montre, en effet, qu'une faille à l'arrière du prisme est encore en 
fonctionnement alors que la déformation est déjà bien développée en avant. Cette 
caractéristique avait été également notée dans les prismes analogiques avec pression de 
fluide (modèle PAC5). 
- des instabilités de pente dans les modèles à faible pression: L'expérience PNH5 montre des 
zones en cisaillement en surface (fig 5.48, e et g). Ce sont des zones en glissement. Dans 
les modèles à forte pression, ces instabilités sont beaucoup plus petites (fig. 5.50g). Cela 
indique que la pente des prismes soumis à une forte pression de fluide est maintenue très 
faible par la déformation interne et non par des mouvements de surface.  
B. Expériences avec un niveau de faible perméabilité 
En utilisant la méthode des rayons fictifs (chapitre 4), nous avons introduit un niveau de faible 
perméabilité dans nos modèles. Il est situé à 1 cm du fond, de telle sorte que sa base coïncide avec 
le bas du piston (comme dans les modèles analogiques). Cette couche a une épaisseur de 1 cm et sa 
perméabilité est 16 fois plus faible que dans le reste du modèle (rayon fictif divisé par 4). 
Trois simulations ont été réalisées avec 3 pressions de fluide différentes à la base: 200, 400, 
600 Pa (fig 5.51, 5.52 et 5.53). Lorsque la pression augmente, nous observons une augmentation de 
l'efficacité du décollement qui se crée dans la couche de faible perméabilité . Ceci se traduit par: 
- un changement du style de déformation: les expériences PNH5 et PNC1 à P = 0 et P = 200 
Pa montrent un empilement classique des chevauchements qui fonctionnent 
successivement. La déformation se propage vers l'avant grâce à la faiblesse du plan défini 
par la rangée de billes fixes basales. Pour P = 400 et 600 Pa (exp PNC2 et PNC3), c'est un 
décollement horizontal situé dans la zone de faible perméabilité qui est activé. Les 
expériences PNC2 et PNC3 montrent un passage progressif vers une déformation en pop-
up très développée pour P = 600 Pa (comme dans le modèle analogique, page 141). Si 
quelques structures tectoniques de l'expérience PNC2 s'enracinent encore sur la base du 
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modèle, tous les pop-up du modèle PNC3 prennent naissance à partir du décollement 
intermédiaire. La couche de disques située dessous reste quasi intacte. 
- une propagation du décollement proportionnelle à la pression du fluide. La figure 5.54 
montrent les zones en cisaillement dans les premiers stades de déformation des expériences 
PNC2 et PNC3. On voit très clairement apparaître le décollement. Celui-ci se propage très 
rapidement vers le côté opposé pour une pression basale de 600 Pa. En revanche, dans 
l'expérience PNC2, il se propage moins loin. On peut comparer les figures c et g et 
observer que le décollement s'est propagé 25 cm plus loin dans l'expérience PNC3 que 
dans la PNC2. Dans les stades de déformation qui suivent, on peut remarquer que les 
décollements sont activés uniquement dans la partie en arrière des failles actives. Ceci 
laisse penser que le mur de l'autre côté du modèle bloque la propagation du décollement. 
Les modèles sont donc sûrement trop courts.  
- une propagation de la déformation vers l'avant: l'efficacité du décollement provoque la  
formation de failles très loin du mur mobile. Ainsi sur la figure 5.54h, on voit par exemple 
apparaître des pop-up à 5 et 10 cm en avant du piston. Dans un stade plus avancé, figures 
5.53h et g, les failles actives sont toutes dans la partie gauche du modèle et elles sont 
connectées au mur mobile par le décollement. 
- une diminution de l'angle de stabilité des prismes: Conformément au modèle de biseau 
critique, l'angle de stabilité diminue lorsque la pression de fluide sur le décollement 
augmente. On peut noter que l'angle de surface du modèle PNC3 sur la figure 5.53c n'est 
que de 4°. 
Si l'on compare les expériences PNH7 et PNC3, on voit que les zones de cisaillement du 
modèle PNC3 sont beaucoup mieux définies que dans le PNH7 où leur tracé est assez tortueux et 
très influencé par les plans horizontaux (fig.5.50f et g). La différence provient probablement de la 
pression dans la zone supérieure du modèle. Enfin, comme dans l'expérience PNH7, 3 ou 4 failles 
sont actives simultanément dans les derniers stades de déformation (fig. 5.50h et 5.53h). 
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5.6.4   Conclusion des simulations numériques 
Ces deux séries d'expériences numériques réalisées dans des conditions proches des 
expériences physiques confirment les observations que l'on avait pu faire au paragraphe 5.5: 
- une forte pression de fluide favorise une déformation diffuse qui ne se localise pas sur une 
seule faille mais qui, au contraire, migre constamment. Nous avions mis en évidence un 
phénomène similaire dans nos expériences analogiques.  
- la présence  d'un contraste de perméabilité favorise la naissance d'un décollement. 
L'efficacité de celui-ci est liée à la pression du fluide. Elle contrôle le style de déformation. 
Lorsque le décollement n'est pas efficace ou absent, l'incorporation de la matière se fait en 
arrière du prisme : ceci confirme les résultats de nombreux autres travaux: Burbidge and 
Braun (2002), Gutscher et al. (1998a), Gutscher et al. (1998b). Les failles qui 
accommodent la déformation fonctionnent successivement. Au contraire, lorsque la friction 
de décollement est très faible, l'accrétion est frontale, et se fait par la naissance de pop-up 
dont l'activation ne coïncide pas forcément avec l'arrêt des structures en arrière. Ceci est en 
parfait accord avec les observations des modèles de sable. 
- la topographie du prisme est liée à la pression de fluide au sein du prisme et à l'efficacité 
du décollement, comme prédit dans le modèle de Dahlen. La pente de surface résulte 
essentiellement de la déformation interne et très peu de glissements de surface dans le cas 
de fortes pressions.  
Les expériences pourront facilement être améliorées: 
- en augmentant la résolution (multiplier par 4 le nombre des grains  = 60000 grains), 
- en augmentant la taille du système déformé car nous avons vu que les décollements se 
propageaient de l'autre côté de la boîte très facilement. Il reste à définir exactement la 
relation entre taille des grains et distance de propagation du décollement, 
- en modifiant la perméabilité des différentes couches. 
Ces quelques simulations nous ont également montré les difficultés liées à la méthode et en 
particulier à la modélisation en 2 dimensions: un coefficient de friction global trop faible et une 
faible localisation de la déformation qui nécessite d'utiliser des empilements de grains où l'ordre est 
très présent.  
5.7   Conclusion 
Dans ce chapitre, nous avons utilisé les méthodes analogiques et numériques pour étudier la 
déformation en compression de systèmes soumis à des surpressions de fluide. Ces deux techniques, 
utilisées dans les mêmes conditions, ont donné des résultats assez proches qui sont en accord avec 
de nombreux travaux antérieurs (relation entre l'angle de stabilité, la pression du fluide et 
l'efficacité du décollement). Elles nous ont également permis de montrer que: 
- l'efficacité du décollement dépend à la fois de la pression mais également du contraste de 
perméabilité entre la zone cisaillée et la partie supérieure déplacée. Un fort contraste 
localise la déformation dans la zone du décollement qui peut ainsi se propager très 
efficacement sans déformation de la couverture. 
- les forts gradients de pression favorisent une déformation plus diffuse. Celle-ci met en jeu 
de nombreuses bandes de cisaillements qui n'absorbent que très peu de déformation 
chacune. 
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Certaines observations très intéressantes restent également à préciser. Nous avons notamment 
vu se propager le décollement sous la forme d'une fente de tension pour l'expérience à forte 
pression et fort contraste de perméabilité, ce qui pourrait conforter certains modèles de propagation 
(Morgan and Karig, 1995). Il sera nécessaire de faire des expériences supplémentaires avec des 
matériaux plus cohésifs favorisant ce type de phénomène. Une visualisation de la déformation 
interne (avec un scanner par exemple) devra être envisagée pour contraindre ces fractures dans 
l'espace,  en avant du front de déformation. 
En modélisation numérique, des expériences supplémentaires devront être réalisées pour 
préciser les modalités d'une bonne localisation de la déformation sur un nombre limité de failles. 
L'influence du nombre d'éléments (en épaisseur) devra notamment être testée. La simulation en 3D 
n'est peut être pas une voie à explorer pour l'instant en raison du trop grand nombre d'éléments 
qu'elle suppose. 
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Chapitre 6    
Modélisation analogique des 
glissements gravitaires engendrés par 
une surpression de fluide 
 
 
Les glissements gravitaires sont universels. Ils se produisent à toutes les échelles: du grain de 
sable au millier de km3 de sédiments. On les retrouve dans tous les types d'environnements où il y a 
une pente, même très faible (0.01° peut suffire! (Prior and Coleman, 1978)), que ce soit en domaine 
émergé (glissements de terrain, de talus, digue) ou immergé (dans les Fjords, sur les flancs de 
volcans, sur les deltas et marges passives etc...) (Hampton et al., 1996). 
Les dynamiques sont très variables, du mouvement très visqueux, lent et imperceptible, à la 
déstabilisation très brutale et soudaine évoluant vers une avalanche de débris ou un écoulement 
turbiditique de surface. Malgré cette grande diversité, tous ces phénomènes résultent du même 
processus: l'incapacité du matériau à supporter une contrainte cisaillante induite par la gravité et 
parfois amplifiée par un phénomène déclencheur (secousse sismique, variation brutale de la 
pression de fluide...). 
Le travail qui suit a été réalisé dans le cadre des déformations gravitaires qui affectent les 
couvertures sédimentaires des marges passives et deltas (mais il pourra sans nul doute s’appliquer à 
des glissements plus superficiels). Ce sont des glissements apparemment lents et très souvent syn-
sédimentaires. Les structures associées (failles, plis) sont très faciles à identifier sur les profils 
sismiques et de nombreux exemples ont été décrits, notamment dans le Golfe du Mexique 
(Cobbold and Szatmari, 1991), le golfe de Guinée (Mauduit 1998), le delta du Niger (Cohen and 
McClay, 1996; Damuth, 1994; Evamy et al., 1978). Ces glissements ont fait l'objet de nombreux 
travaux de modélisation analogique (Cobbold and Szatmari, 1991; Mauduit, 1998; McClay et al., 
2001; Vendeville, 1987). La silicone est en général utilisée pour représenter les niveaux de 
décollement salifères ou les niveaux d'argiles (shales) sous-compactées renfermant de fortes 
pressions de fluide. Leur comportement est ainsi assimilé à un fluide visqueux ("mobile shale") 
(Cohen and McClay, 1996) en raison de la présence de diapirs et volcans de boue qui rappellent les 
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structures rencontrées avec le sel (Morley et al., 1998; Morley and Guerin, 1996; Van Rensbergen 
et al., 1999)(fig.6.1).  
 
 
FIG.6.1: Le comportement ductile des argiles sous-compactées et la modélisation anlogique avec 
silicone. 
Les détachements ne prennent cependant pas toujours l'aspect de niveaux ductiles. Le pointé 
sismique (fig. 6.2) de la marge NW du delta du Niger montre des structures gravitaires dans une 
zone du delta sans évaporite et soumise à une faible sédimentation (Morley and Guerin, 1996). Les 
failles normales sont légèrement courbes et viennent s'enraciner sur un détachement qui prend 
l'aspect d'une véritable discontinuité localisée dans des shales en surpression. Les argiles situées en 
dessous du décollement gardent leur structure litée sans déformation apparente. Nous verrons au 
paragraphe 6.4 que le décollement dans le delta de l'Amazone est analogue. Il se produit dans des 
sédiments déjà bien lithifiés. Ce type de décollement s'apparente donc plus à un plan de rupture qui 
se trouve activé lorsque le matériau atteint sa limite de résistance qu'à un niveau visqueux cisaillé 
de manière continue. Dans ce cas, la limite de stabilité et les conditions nécessaires au glissement 
des sédiments peuvent être appréhendées de la même manière que pour un glissement superficiel 
plus classique (Crans et al., 1980; Lambe and Whitman, 1969; Mandl and Crans, 1981).  
Dans ce chapitre, nous montrerons brièvement comment les fortes pressions de fluide 
déstabilisent une pente en favorisant la rupture, puis nous utiliserons la modélisation analogique 
avec fluide aux pores pour montrer l'action des forces de courant sur la partie extensive d'un 
glissement (failles listriques, propagation du décollement). Après avoir constaté les limites du 
dispositif à pression constante, nous présenterons une table à injection d'air que nous avons 
construite, et qui permet de créer des glissements dans des configurations variées. Nous l'utiliserons 
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dans quelques expériences tests puis nous l'emploierons dans le cadre des déformations gravitaires 
observées dans le delta de l'Amazone. La corrélation entre la forme du glissement, la distribution 
des pressions de fluide et la présence d'une roche mère en probable génération de gaz nous 
permettra alors de préciser l'origine des surpressions dans ce delta. 
 
FIG.6.2 : Exemple de détachement dans des argiles en surpression dans le delta du Niger. Le 
décollement prend l’aspect d’une discontinuité (Morley et Guérin, 1996) sur laquelle viennent 
s’enraciner les failles normales. 
6.1   Action des pressions de fluide dans la déstabilisation 
d'une pente 
Nous avons traité au chapitre 2 l'exemple d'un système incliné élastique soumis à un gradient 
de pression de fluide perpendiculaire à la pente et nous avons montré que celui-ci modifiait 
l'orientation des contraintes. Dans un cas extrême et lorsque le matériau possède une limite de 
rupture, ce changement aboutit à un glissement. 
6.1.1   Modèle de pente infinie 
 
FIG.6.3 : Le modèle de pente infinie. 
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Très couramment, la déstabilisation d'une pente est appréhendée par une analyse en une 
dimension où la limite de rupture est une loi de Mohr Coulomb (Crans et al., 1980; Mello and 
Pratson, 1999). Cette analyse 1D utilise une pente infiniment longue où toutes les variations 
suivant x ( parallèle à la pente ) sont négligées (fig. 6.3). Le glissement est sensé se produire sur un 
plan parallèle à la pente. Les frottements latéraux et frontaux sont donc absents. Les isobares de 
surpression suivent également la pente, la force de courant lui est ainsi perpendiculaire. Les 
équations d'équilibre des contraintes effectives s'écrivent: 
z
P

















 (6.1 et 6.2) 
Il faut bien remarquer que lorsque cet équilibre est exprimé en fonction de ρb (masse volumique 
du matériau saturé en fluide), le terme 
x
P∂∂ , qui n'est que la partie hydrostatique, intervient même si 
les variations de contraintes suivant x sont négligées (les isobares de la pression hydrostatique ne 
sont pas parallèles à la pente). Le gradient de pression a les composantes: 
(6.4)   
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La pente devient instable lorsque la limite de rupture est atteinte sur un plan parallèle à x; c'est 
à dire, si la cohésion est négligée, lorsque: 
)  '.(  ' P
zzxz
−= σµσ  (6.5) 
qui est réécrit grâce à 6.1, 6.2, 6.3 et 6.4 : 
)     cos... .(      sin...
00
∫∫ ∂∂−=∂∂− zbz nhb zPzgxPzg αρµαρ  (6.6) 







  ρσ ρλ −−= , on obtient la condition de glissement: 
φλλα tan 1 1   tan
hydro
− −=   (6.7) 
On rappelle que λhydro = ρw / ρb. α est ici l'angle de stabilité maximum. 









−−= σλ , l'équation de stabilité devient (Hubbert 
and Rubey, 1959): φλα tan . *)  1(   tan −=   (6.8) 
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Lorsque λ = λhydro (ou λ* = 0), c'est à dire lorsque le fluide est à l'état hydrostatique, on a α = φ. La pente limite est équivalente à l'angle de friction interne du matériau. Dans le cas d'une 
surpression de fluide, λ > λhydro (λ* > 0), l'angle de stabilité est diminué. Si au contraire, il existe 
une sous-pression, la pente peut dépasser l'angle de friction interne. 
On peut facilement saisir la variation de la stabilité en regardant le changement d'orientation de 
la force de volume résultante (gravité + gradient de pression) (fig.6.4). Augmenter la pression, 
revient au même qu'augmenter la pente et diminuer la densité des matériaux! Nous reviendrons sur 
les effets de ces forces au paragraphe 6.2.3. 
 
FIG.6.4 : Illustration de l’effet des forces de courant dans la déstabilisation d’une pente. Lorsque la 
surpression augmente, l’angle entre la résultante des forces de volume et la pente diminue. 
Lorsque 
nhz
P∂∂ est constant suivant la profondeur, λ ne varie pas suivant z et la rupture 
intervient sur tous les plans parallèles à x au même moment. Le système est entièrement cisaillé 
(fig. 6.5 et voir chapitre 7). 
Lorsqu'au contraire 
nhz
P∂∂  varie avec z, λ également, et la limite de stabilité ne sera atteinte que 
sur des plans précis qui serviront de décollement. La matière située au dessus glissera sans être 
déformée. C'est le cas le plus courant. La figure 6.6 montre un profil de pression typique où la 
limite de rupture est atteinte sous un niveau de faible perméabilité qui crée localement un fort 
gradient de pression.  
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FIG.6.5 : Cisaillement d’une pente sous l’effet d’un gradient de pression constant en profondeur. 
 
FIG.6.6 : Formation d’un détachement à la base d’un niveau de faible perméabilité (grisé).  
Cas de matériaux cohésifs 
Lorsque l'on introduit une cohésion dans l'équation de rupture 6.5, la relation 6.8 devient: 
αρφλα  cos...  tan . *)  1(   tan zg c
eff
+−=  (6.9) 
avec ρeff = (1-φ).(ρs-ρw) 
L'angle de stabilité est ainsi accru par la cohésion. Le terme αρ  cos... zg c
eff
 décroît lorsque z 
augmente. Pour une pression de fluide donnée, la rupture est donc inhibée en surface et renvoyée 
en profondeur. 
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6.1.2   Variations latérales de pression 
L'utilisation d'un gradient de pression perpendiculaire à la pente n'est pas toujours justifié 
(Dugan and Flemings, 2000; Iverson, 1991; Iverson and Major, 1986; Iverson and Reid, 1992). 
Ceci est particulièrement vrai dans les glissements en domaine émergé. Ainsi, si l'on regarde les 
écoulements des nappes de subsurface, on voit que les lignes de courant peuvent être quasiment 
parallèles à la pente. La figure 6.7 est un exemple de nappe alimentant un cours d'eau. Une 
variation brutale des conditions hydrogéologiques (précipitations intenses) peut aboutir à la 
déstabilisation des pentes et talus par une intensification des forces de courant (Lambe and 
Whitman, 1969). Ce type de condition n'est cependant pas exclusif des domaines émergés. En effet, 
si l'on a l'habitude de les considérer en mécanique des sols et génie civil en raison des écoulements 
mesurables, des forces de courant de toutes orientations affectent également les pentes sous-
marines  (Cochonat et al., 2002; Dugan and Flemings, 2000; Orange and Breen, 1992).  
 
FIG.6.7 : Déstabilisation d’un talus par des forces de courant parallèles à la pente. 
6.1.3   Les glissements à 2 et 3 dimensions 
Le modèle 1D ne considère qu'un seul plan de rupture rectiligne, parallèle à la pente, ce qui est 
très favorable au glissement. En réalité, les frottements sur les bords et en aval, où peut se 
développer un front de compression, retardent la déstabilisation du terrain. Il existe, en fait deux 
grandes morphologies de surface de rupture. Lorsque le matériau a des propriétés mécaniques assez 
homogènes, la rupture se produit sur des surfaces courbes (loupes). Les glissements sont qualifiés 
de rotationnels (Hampton et al., 1996; Lambe and Whitman, 1969)(fig.6.8a). Leur forme minimise 
les frottements, notamment en aval. Au contraire, lorsqu'il existe au sein des sédiments une couche 
de plus faible résistance (niveau ductile ou niveau de faible perméabilité avec des surpressions), le 
glissement s'en sert comme niveau de décollement (fig. 6.8b). Dans la plupart des cas, ce 
décollement n'atteint jamais la surface et il faut créer une rampe (faille inverse), en aval, pour que 
le glissement ait lieu. Un delta sédimentaire ne s'apparente, par sa géométrie, qu'à un simple talus. 
Les glissements affectant les sédiments profonds sont du type de la figure 6.8b. Ils présentent une 
zone de compression beaucoup plus mince que la zone en extension en raison de la forme en biseau 
du delta.  
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Au paragraphe 6.3.4, nous montrerons, grâce à des expériences tests, que la résistance en bas de 
pente retarde la déstabilisation et modifie également la dynamique du glissement. 
 
FIG.6.8 : Morphologies de glissements : (a) glissement rotationnel dans une pente homogène, (b) 
glissement sur un niveau de décollement avec formation d’une zone compressive en aval. 
6.2   Modélisation analogique de la zone en extension d'un 
glissement: propagation d'un décollement et failles 
normales listriques 
Nous avons réalisé des expériences permettant de caractériser la déformation en extension, et la 
propagation d'un décollement en arrière d'un glissement gravitaire provoqué par des surpressions 
de fluide. Les modèles sont faits dans le dispositif de Cobbold et al. (2001) (fig. 6.9) légèrement 
modifié pour que l'on puisse retirer la boîte et le tamis du réservoir afin de couper les modèles en 
fin d'expérience. La pression d'air est maintenue constante tout au long de l'expérience. 
 
FIG.6.9 : Dispositif de Cobbold et al. (2001) utilisé pour la modélisation de la zone en extension 
d’un glissement. 
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Tous les modèles disposent d'une couche basale de 1cm de sable grossier (sable 1). Puis une 
couche de sable fin (sable 3) de 1 cm sert de couche de confinement. Les modèles sont terminés par 
trois nouveaux centimètres de sable 1. Cette structure est donc la même que dans les expériences de 
compression avec un niveau de décollement (expériences PAC1à PAC3). L'ensemble du dispositif 
est incliné d’une dizaine de degrés ( 7 et 11° ) et la déformation est appliquée par le retrait 
progressif du mur mobile (20 cm/h) qui glisse au dessus de la couche basale non déformée. Le 
modèle peut alors s'étaler sous son propre poids. Le mouvement du piston simule, en fait, le 
glissement progressif d'une masse en aval de la partie modélisée (fig. 6.10). Aucune sédimentation 
n'est introduite dans les modèles. 
 
FIG.6.10 : Analogie entre la zone en extension d’un glissement et notre dispositif expérimental. 
Nous avons effectué 2 séries d'expériences (fig. 6.11 et 6.12). Dans la première, 6 expériences 
ont été réalisées pour différentes pressions de fluide à la base (0, 300, 450, 500, 550, 620 Pa). La 
pente était de 7°. La seconde comporte 3 expériences inclinées de 11 ° et faites à 300, 450 et 520 
Pa de pression dans le réservoir (certaines expériences ne sont pas montrées en raison de 
photographies floues). 
Initialement longs de 15 cm, les modèles sont étirés de 5 cm, sauf les modèles A.d (fig. 6.11) et 
B.b (fig. 6.12) où les extensions ont été arrêtées à 3.5 et 3.2 cm en raison d'explosions à l'arrière. 
Les expériences sont présentées en fonction de λ * défini à la base du niveau de faible perméabilité 
par: 
αρλ cos...* zgPsab=   (6.10) 
avec α la pente, z la profondeur (= 4cm) et ρsab= 1600 kg.m-3 
6.2.1   Description des expériences 
A. Série A 
Les expériences de la série A effectuées pour une pression basale inférieure à 400 Pa (λd* < 
0.6) ne développent pas de faille normale (fig. 6.11a). Un simple talus se forme dans l’espace créé 
par le retrait du bord mobile. Sa pente diminue lorsque la pression de fluide augmente. 
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Pour les expériences à λ* = 0.7 et λ* = 0.75 (fig. 6.11b et c), la déformation se traduit par de 
nombreuses failles normales faiblement espacées délimitant des blocs basculés. L’apparition de ces 
failles se fait près du bord mobile en début d’expérience, puis elles migrent vers l’arrière de la boîte 
au cours de l’extension. Plus la pression de fluide augmente, plus la déformation se délocalise 
rapidement vers l’arrière du modèle. 
L’expérience à P = 620 Pa (fig. 6.11d) montre un style de déformation différent. Les failles 
normales sont beaucoup plus espacées et ne sont qu’au nombre de 3. Elles délimitent des blocs 
basculés qui ne présentent que très peu de déformation interne. Après seulement 12 à 15% de 
déformation, les failles ont atteint l’arrière de la boîte.  
Dans aucun des modèles le niveau de base de sable 1 n’est affecté par la déformation. Toutes 
les failles normales prennent naissance à la base du niveau de faible perméabilité. Elles sont toutes 
plus ou moins rectilignes dans les 3 cm de sable grossier et n’amorcent qu’une légère courbure à la 
base. 
B. Série B 
Dans la série B, la pente est de 11°. Les observations sont similaires à celles que nous venons 
de faire sur la série A. En dessous de 300 ou 400 Pa, seul un talus se développe. Pour l’ expérience 
à λ* = 0.65, les failles sont peu espacées, délimitent des blocs basculés et se propagent vers l’arrière 
au cours de la déformation. Pour λ* = 0.7, les failles normales délimitent des blocs rigides, non 
basculés et non déformés.  
Nous pouvons tout de même souligner des différences majeures avec la série A : 
- les mêmes observations sont faites à des pressions de fluide plus faibles, ce qui est en accord 
avec la pente plus forte, 
- des failles antithétiques se développent plus facilement dans les expériences à forte pente, ce 
qui est en contradiction avec les observations de Vendeville (1987) ou McClay and Ellis 
(1987). Dans leurs expériences, elles étaient en effet associées à des pentes plus faibles. 
6.2.2   Propagation du décollement 
Pour les deux séries d’expériences précédentes, nous avons observé la formation: 
- d'un simple talus pour les expériences à très faible pression, 
- de failles normales rapprochées et de blocs basculés pour les pressions de fluide moyennes, la 
déformation se déplaçant progressivement vers l'arrière du modèle, 
- de très peu de failles et d'une déformation très rapidement située à l'arrière du modèle pour les 
très fortes pressions. 
 
Afin de mieux contraindre les mouvements des blocs entre les failles, nous avons placé des 
marqueurs de sable dans les modèles A.c (fig. 6.11c) et B.b (fig.6.12b). Ces marqueurs situés dans 
la couche de sable 3 étaient initialement à la verticale de ceux situés dans la couche basale de sable 
1. Les coupes permettent de quantifier leurs déplacements relatifs. Pour l'expérience B.b, les points 
5, 6 et 7 ont tous subi un déplacement identique d'environ 2 cm. La même observation est valable 
pour les marqueurs 3 et 4, avec une amplitude plus faible. Ces déplacements sont caractéristiques 
de glissements de blocs rigides sur un décollement relativement efficace. La rigidité du bloc 
contenant les points 5, 6 et 7 indique que le décollement était bien présent partout sous ce bloc dès 
le début de la déformation. Pour l'expérience A.c au contraire, le déplacement des marqueurs 
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s'atténue progressivement vers l'arrière du modèle, ce qui traduit bien le recul de la déformation et 
un développement progressif et lent du décollement à la base du sable fin. 
 
FIG.6.13 : Profils de contraintes cisaillantes (σxz’) et contraintes cisaillantes nécessaires à 
l’activation d’un décollement parallèle à la pente (τrupt), calculées pour les modèles A.c et A.d (µ = 
1 et c = 0 Pa) 
Nous avons estimé la contrainte cisaillante (σxz’) à la base de la couche de sable fin pour les 
expériences A.c et A.d grâce à un modèle de pente infini (équation 6.1). Nous avons également 
calculé la contrainte cisaillante nécessaire à la rupture (τrupt) sur le niveau de décollement en 
estimant le profil de pression et en utilisant µ = 1 et c = 0 pour le sable 3. Nous avons tracé ces 
deux courbes sur les graphiques de la figure 6.13. On voit que l'on est beaucoup plus près de la 
rupture à la base du niveau de confinement pour l'expérience à 620 Pa qu'à 550 Pa. En terme de 
coefficient de sureté σxz’/τrupt (lorsque σxz’/τrupt = 1, le décollement est activé), le modèle A.d atteint 
0.85 tandis que dans l'expérience A.c, il n'est que de 0.5.  
Le retrait du piston crée une extension dans la partie aval du modèle. Cela se traduit par une 
diminution de σxx' dans cette zone, et par conséquent une diminution de 
x
xx∂∂ 'σ  (x étant pris 





xzxx =∂∂+∂∂  
on remarque que la diminution de 
x
xx∂∂ 'σ  provoque l'augmentation de zxz∂∂ 'σ . La contrainte 
cisaillante à la base du niveau de sable fin est, à priori, accrue lorsque l'on étire le modèle. Dans le 
cas du modèle A.d, la variation de σxz’ est suffisante pour activer le décollement tandis qu'elle ne 
l'est pas pour le modèle A.c. 
Cette explication, un peu schématique, permet d'expliquer la propagation d'un décollement à 
l'arrière d'un glissement en fonction du coefficient de sureté sur le plan de rupture potentiellement 
activable. 
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6.2.3   Pendage des failles normales 
Les pendages des failles normales (mesuré par rapport à l’horizontal) des modèles de la série A 
ont été reportés dans le graphiques 6.14. Les mesures ont été faites dans les 3 cm de sable grossier, 
sur les dernières failles formées pour s'affranchir des problèmes de rotation de blocs.  
 
FIG.6.14 : Evolution du pendage des failles normales (mesuré par rapport à l’horizontal) en 
fonction de la pression basale. 
On observe une diminution du pendage, lorsque la pression de fluide augmente. Seules les 
failles de l’expérience à très fortes pression déroge à cette règle. Elles apparaissent beaucoup plus 
raides. Les mêmes observations ont été faites pour les modèles inclinés de 11°. 
 
Nous avons vu, grâce aux expériences numériques, qu'à forte pression de fluide, le décollement 
se propageait très rapidement vers l'arrière du modèle. Dans Mourgues (2000), nous avions 
interprété le fort pendage des failles normales de ces expériences comme lié à la baisse du 
frottement sur le détachement. En considérant une baisse de contrainte cisaillante sur le 
décollement de 20% (Mandl et al., 1977), une variation linéaire de σxz' avec la profondeur et un état 
des contraintes dicté par la loi de Mohr-Coulomb, cette hypothèse avait assez bien été vérifiée. 
La diminution du pendage, quant à elle,  peut être aisément interprétée comme une variation de 
l'orientation de la résultante des forces de volume subie par le système incliné en raison de la force 
de courant (figure 6.4). 
Afin de vérifier cette hypothèse, nous avons réalisé des expériences complémentaires. Celles-ci 
consistent en des tests d'extension, identiques à ceux réalisés au chapitre 3, mais sur des systèmes 
inclinés. Les modèles sont longs de 40 cm, épais de 4 cm, et réalisés sur le dispositif décrit au 
chapitre 3 avec du sable homogène de type 2. Une discontinuité de vitesse créée à la base en tirant 
un tamis, produit un graben. Les expériences sont présentées sur le schéma 6.15a.  
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FIG.6.15 : Tests d’extension sur des modèles de sable homogène inclinés et soumis à différents 
gradients de pression (a). La bissectrice de l’angle d’ouverture des grabens est supposée donner la 
direction de la contrainte principale σ1. Cet angle est reporté sur le graphique (b) où sont tracées 
des courbes théoriques calculées par un modèle 1D à la rupture (voir texte). Sont également 
indiquées les valeurs du coefficient de friction déterminées pour chaque expérience grâce à l’angle 
d’ouverture des grabens. 
En supposant qu'à la rupture la contrainte principale effective σ1' est la bissectrice des deux 
failles conjuguées formées, nous avons reporté dans le graphique l'orientation de σ1' en fonction de λ*. 
On observe très bien une rotation des grabens lorsque la pression de fluide augmente, si bien 
que pour λ* = 0.7, l'une des failles normales possède un jeu inverse. En revanche, lorsque l'on 
aspire l'air en dessous du modèle ( λ* < 0 ), c'est à dire lorsqu'il est soumis à une force de courant 
dirigée vers le bas, l'angle entre σ1' et la pente augmente pour avoisiner un angle droit. 
Afin d'analyser l'orientation des contraintes, nous utilisons les équations d'équilibre en 
contraintes effectives pour un système infiniment long (eq. 6.1 et 6.2). On écrit ainsi: 





















La perméabilité des modèles est supposée constante ainsi que 
nhz
P∂∂ . Ces équations sont 
intégrées entre 0 et z: 
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 (6.11 et 6.12) 




















 (6.13 et 6.14) 
où ϖ est l'angle entre σ1' et z. 
A la rupture, supposons que les contraintes obéissent à une loi de Coulomb τ' = µ.σn' avec µ = 




  ' 13 σφφσ +−=  (6.15) 
Pour toute valeur de P, il est possible de trouver σ1', σ3' et ϖ solutions des équations 6.11, à 
6.15. Comme 
nhz
P∂∂  ne varie pas avec la profondeur, ϖ non plus. 
Nous avons tracé la solution ϖ en fonction de λ* pour différentes valeurs de friction interne µ 
sur le graphique 6.15b. On observe un très bon accord entre données expérimentales et courbes 
théoriques. La valeur de µ déterminée grâce à l'angle d'ouverture des failles conjuguées est 
indiquée à côté de chaque mesure de ϖ. Pour les faibles valeurs de λ, les valeurs expérimentales se 
situent entre les courbes µ = 1 et µ = 1.5, ce qui correspond à la valeur de µ mesurée. Lorsque la 
pression augmente, l'angle d'ouverture entre les failles diminue et les points se situent entre les 
courbes µ = 1.5 et 2.5. 
Remarque: la réorientation des contraintes principales est une conséquence prévisible des 
forces de courant. Effectuer un calcul des contraintes totales à l'état hydrostatique puis retrancher la 
surpression de toutes les composantes des contraintes aboutit à une solution erronée où l'orientation 
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Une telle erreur provient de l'hypothèse implicite que l'état de contraintes totales est invariant 
alors qu'il dépend des forces de courant (cf. chap.2). 
Failles normales listriques 
Dans les séries d'expériences A et B, le profil de pression n'était pas uniforme avec la 
profondeur, ce qui est généralement le cas dans les systèmes naturels (voir chapitre 1). Selon 
l'analyse faite ci-dessus, un profil non linéaire des pressions implique un changement de 
l'orientation des contraintes principales ainsi qu'une variation du pendage des failles en profondeur. 
Sur la figure 6.16a, nous avons dessiné un profil de pression assez classique où le fluide reste à 
l'état hydrostatique jusqu'à une profondeur Za. A ce niveau, une barrière de perméabilité provoque 
un accroissement très rapide de la pression. Nous avons utilisé ce profil et l'analyse des contraintes 
à la rupture pour calculer l'orientation des contraintes principales (la pente de surface est supposée 
de 5° et µ = 0.6) et la forme de la faille normale associée (fig. 6.16b). Cette dernière apparaît 
listrique. A la profondeur Zd, l'angle entre σ1' et l'axe des z atteint les 60°. La faille est ainsi 
parallèle à la pente et joue le rôle de surface de décollement pour le glissement. 
Cette analyse correspond à celle qui avait été faite par Crans et al. (1980) et Mandl et Crans 
(1981) en utilisant une construction géométrique dans un diagramme de Mohr. 
 
FIG.6.16 : (a) Profil naturel typique de pression. (b) En utilisant le modèle 1D à la rupture (voir 
texte), nous avons calculé l’orientation des contraintes principales en fonction de la profondeur 
pour une pente de 5°. Est également tracé le profil de la faille normale associée. A la profondeur 
Zd, la faille est parallèle à la pente, le détachement est activé. 
 
Pour changer l'orientation de la force de volume résultante, il faut que la force de courant agisse 
dans une direction autre que celle  de la gravité. Dans le modèle précédent, nous admettions que le 
gradient de pression était perpendiculaire à la pente. Or, nous pouvons tout autant supposer une 
surface horizontale et des variations latérales de pression, comme c'est certainement le cas dans les 
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systèmes très compartimentés de la mer du Nord ou de Trinidad. Nous avons testé cette hypothèse 
grâce à des tests en extension mettant en jeu une distribution de pression de fluide plus complexe 
que précédemment. La discontinuité de vitesse à la base des modèles a cette fois été placée juste à 
la limite du réservoir d'air. D'un côté, la pression basale était celle du réservoir et de l'autre celle de 
l'atmosphère (fig. 6.17). Le schéma 6.17a montre la distribution de pression calculée. On voit qu'il 
y a un très fort gradient de pression horizontal à la base. Les failles normales que l'on obtient sont 
courbes, le graben est totalement dissymétrique et prend la forme typique d'une virgule.  
 
FIG.6.17 : Test en extension, à l’horizontal, effectué en limite de réservoir pour tester l’influence 
des forces de courant horizontales sur l’orientation des failles normales. 
 
FIG.6.18 : Exemple de relation entre les zones en surpression et la listricité des failles (Bradshaw et 
Zoback,1988). 
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Il est évident que la réorientation significative des contraintes n'aura lieu que dans le cas où les 
forces de courant horizontales seront du même ordre de grandeur que les contraintes effectives 
verticales, ce qui suppose un état critique de surpression. 
Beaucoup d'auteurs se sont intéressés à la formation des failles listriques (Bradshaw and 
Zoback, 1988; Price, 1977; Shelton, 1984; Vendeville and Cobbold, 1988). Shelton (1984) avait 
résumé les théories existantes à l'époque.  
Il est assez fréquent d'observer une relation entre l'aplatissement des failles normales et leur  
passage dans des niveaux en surpression (fig. 6.18). Bradshaw et Zoback (1988) expliquent ce 
phénomène par une réfraction des contraintes entre des couches de viscosités différentes. Bien que 
Mandl et Crans (1981) aient déjà développé le modèle de glissement gravitaire dans lequel les 
pressions de fluide aboutissent à des failles listriques, il semble qu'il n'ait pas eu beaucoup 
d'impacts. Dans les cas naturels, il est en effet très difficile de déterminer la cause principale de la 
listricité d'une faille car beaucoup de facteurs rentrent en jeu: sédimentation syn-déformation, la 
compaction des sédiments lorsque la pression de fluide diminue etc ...  
  
Nous espérons que nos expériences conforterons le modèle de Mandl et Crans (1981) et 
clarifierons le rôle que peuvent avoir des pressions de fluide sur l'orientation des contraintes et les 
structures tectoniques. 
Remarque: La même analyse de Coulomb a été utilisée par Byerlee (1992) pour montrer le 
changement d'orientation des failles de Riedel autour d'un décrochement contenant de fortes 
pressions de fluide. Les forces de courant agissent, dans ce cas, dans le plan horizontal. 
 
6.3   Table à injection d'air et expériences tests de glissement 
Les expériences précédentes ne simulaient que la zone en extension d'un glissement. En 
essayant de simuler le glissement complet (zones en extension, translation et compression), nous 
avons été confrontés très rapidement à un problème de dispositif expérimental.  
6.3.1   Les limites de l'ancien dispositif 
Les premières expériences de glissements complets on été faites sur le dispositif précédent. Les 
modèles étaient construits avec une structure interne classique: 1 cm de sable 1 à la base, 1 cm de 
sable 3 puis 2 cm de sable 1 au sommet. Ils étaient réalisés dans une boîte de 60 cm de long et 40 
cm de large, bien plus grande que la fenêtre de pression du réservoir (fig. 6.19) situé en dessous. La 
pression sous les parties du tamis hors de la zone d'injection était maintenue à la pression 
atmosphérique. Le dispositif était incliné de 11°. En augmentant doucement la pression d'air dans 
le réservoir, on voyait apparaître une zone en extension à l'arrière de la fenêtre d'injection, puis une 
zone en compression de l'autre côté traduisant un glissement de la partie du modèle soumis à la 
surpression. 
Le glissement se produisait par de brefs à-coups. Les pressions nécessaires au glissement 
étaient très élevées ( λ* = 0.85 ) et le modèle semblait avoir beaucoup de mal à glisser. Le graben 
créé dans la zone en extension était comblé de sable au fur et à mesure du glissement pour éviter 
les explosions qui se produisaient systématiquement. 
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FIG.6.19 : Expérience de glissement  au dessus d’une fenêtre de pression (a) réalisée sur le 
dispositif de la figure 6.9. La coupe (b) montre parfaitement la structure avec un décollement à la 
base du sable fin (c) Le graben à l’arrière est comblé au fur et à mesure pour éviter les explosions 
(voir chapitre 3). 
En coupe, les modèles montraient parfaitement le glissement dont le décollement se situait à la 
base du sable fin. Le sable du dessous restait non déformé. Les failles normales et inverses en 
amont et aval montraient une forme plutôt listrique, en accord avec le modèle de Mandl et Crans 
(1981). 
Nous avons réalisé plusieurs expériences de ce type. Cependant, elles étaient très 
problématiques et peu satisfaisantes pour plusieurs raisons : 
- En raison de la petite taille (20 × 30 cm) de la fenêtre d'injection, l'apparition d'un glissement 
nécessitait soit de très fortes pressions, soit une pente très importante, soit des modèles très fins 
pour lesquels les incertitudes relatives sur les pressions devenaient trop importantes.  
- Il était impossible de modifier la taille et la forme de la fenêtre sans démonter toute la partie 
supérieure du réservoir...ce qui n'était pas envisageable. 
- Les fortes pressions mises en jeu provoquaient, au moins une fois par expérience, une 
explosion du graben, en raison de la diminution d'épaisseur du modèle dans cette zone (voir 
chapitre 3). Pour éviter ce phénomène, nous remplissions les grabens de sable au fur et à 
mesure de leur apparition. Cependant, le glissement se produisait par de brefs à-coups dont la 
rapidité nous empêchait de combler les grabens dès leur création, ce qui conduisait 
inévitablement à des explosions. 
- Lorsqu'un volcan apparaissait, il était impossible de l'arrêter sans diminuer drastiquement la 
pression du réservoir... ce qui prend du temps. Tout une partie du modèle était ainsi à chaque 
fois détruite. En effet, dès leur apparition, les explosions augmentent en amplitude et 
deviennent cycliques. Ceci est lié à l'appel d'air créé par la baisse de perméabilité dans le 
cratère qui est constamment alimenté par le réservoir très proche et dont la pression reste quasi-
homogène. 
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- Il était impossible de créer des distributions de pression non uniformes à la base du modèle, ce 
qui obligeait, finalement, à avoir des modèles d'épaisseur constante, sous peine de modifier λ* 
sur le décollement. 
 
Nous avons donc réalisé un nouveau dispositif qui devait limiter tous ces problèmes et répondre 
aux exigences suivantes: 
- limiter l'apparition des volcans destructeurs, 
- de plus grande taille, 
- possibilité de modifier facilement la forme et la taille de la fenêtre d'injection, 
- possibilité de distribution de pressions non uniformes en base du modèle. 
6.3.2   Description de la table à injection d'air 
Comme nous l'avons vu au chapitre 3, pour obtenir une pression d'air non uniforme à la base 
d'un modèle, il faut quadriller l'espace par des injecteurs délivrant chacun une pression spécifique. 
Comme pour le dispositif utilisé au chapitre 5, celui que nous avons construit pour les expériences 
de glissements comporte deux parties:  
- un réservoir d'air où la pression est supposée uniforme, 
- un système d'injection qui permet d'obtenir une distribution de pressions sous le modèle. 
Le réservoir (fig.6.20b et e) consiste en un caisson parallélépipédique ouvert en haut de 110 cm 
de long, 55 cm de largeur et 25 cm de hauteur. L'alimentation en air se fait en 8 points 
régulièrement répartis au fond. En raison de la faible hauteur de ce réservoir et de l'important flux 
d'air entrant, nous avons disposé deux plaques percées de 32 et 128 trous (φ = 1 cm) sensées 
"casser" les flux d'air pour obtenir une distribution homogène de pression dans la partie supérieure, 
juste en dessous des injecteurs. 
Le système d'injection (fig. 6.20b) qui vient se poser au dessus du réservoir comporte 20 
rangées de 10 tubes soit 200 injecteurs de 5×5 cm de côté chacun et 25 cm de hauteur. Cette partie 
est prévue pour être facilement retirée du dessus du réservoir. 
La zone d'injection potentiellement utilisable est d'environ 0.5 m2. 
A l'intérieur de chaque injecteur, se trouvent deux tamis de 100 µm. L'un, situé en bas, est fixe, 
l'autre près du sommet peut être retiré pour que l'on puisse remplir les injecteurs de sable.  
La pression peut être mesurée dans le réservoir basal et dans la partie supérieure de 5 injecteurs 
que l'on a situé sur la figure 6.20a. Ces mesures de pression permettent de vérifier nos calculs de 
distributions de pressions (voir paragraphe suivant).  
Il est également possible de définir la forme de la zone d'injection en bouchant un certain 
nombre de tubes. Pour cela, le dispositif est ouvert, et l'on fixe des plaques en dessous des tamis 
inférieurs des injecteurs qui ne doivent pas fonctionner (figure 6.21).  
La résolution spatiale pour les pressions et la forme de la zone d'injection est déterminée par la 
largeur des tubes, soit 5 cm. 
Les modèles de sable sont construits directement au dessus des injecteurs. Des plateaux 
latéraux disposés tout autour du dispositif permettent d'augmenter encore la surface disponible et 
font de cette machine une véritable table à injection d'air (fig.6.20.c). 
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FIG.6.20 : La table à injection d’air 
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FIG.6.21 : Vue de dessous du système d’injection. Les tubes peuvent être ouverts ou fermés pour 
définir la géométrie de la zone d’injection. 
6.3.3   Vérification du fonctionnement des injecteurs 
Comme nous l'avons vu au chapitre 3, le système des injecteurs peut être utilisé de deux façons: 
- Mode 1: chaque injecteur est rempli d'une certaine quantité de sable servant à plus ou moins 
réduire la pression entre le réservoir et la base du modèle. On obtient ainsi une distribution non 
uniforme de pression. 
- Mode 2: tous les injecteurs sont remplis de sable qui sert, cette fois, de zone tampon et permet 
une régulation de la pression lorsque l'épaisseur du modèle varie. 
La table d'injection a surtout été utilisée en mode 1 (voir le travail sur l'Amazone). Pour vérifier 
la compatibilité entre une distribution de fluide calculée et les pressions mesurées sous le modèle, 
nous avons fait une expérience test simple. Un modèle de sable homogène de 3.1 cm a été construit 
sur toute la surface de la table à injection. Nous avons défini une zone d'injection de 40×40 cm au 
centre de la table. Chaque ligne d'injecteurs (8) était remplie d'une quantité croissante de sable 
(comme sur le schéma 6.20b), afin d'obtenir une variation latérale de la pression d'air sous le 
modèle. Pour plusieurs valeurs de pression dans le réservoir, nous avons mesuré la pression dans 
les 5 tubes contenant un capteur (fig. 6.20a) et nous l'avons comparée avec la pression prédite au 
sommet de chaque injecteur par un calcul en une dimension. Les résultas sont reportés sur la figure 
6.22. On observe globalement une bonne adéquation entre mesures et prédictions 1D. On peut 
toutefois noter que la pression mesurée est légèrement supérieure à la pression calculée. 
Ce test nous permet de conclure que: 
- conformément à ce que nous attendions, le système d'injection nous permet de créer une 
distribution de pression non homogène et contrôlée avant l'expérience; 
- un calcul en 1D appliqué à chaque injecteur est suffisant pour estimer la quantité de sable 
nécessaire pour obtenir une pression donnée. Nous n'avons donc pas besoin de lourds calculs 
en 2D ou 3D.    
Dans la suite, et notamment dans l'expérience sur l'Amazone, un contrôle des pressions est 
systématiquement fait avant et pendant chaque expérience sur les injecteurs munis d'un capteur. 
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FIG.6.22 : Vérification du fonctionnement des injecteurs. Les pressions mesurées dans les 5 
injecteurs munis d’un capteur, sont comparées aux valeurs théoriques déterminées à partir d’un 
calcul 1D. 
6.3.4   Expériences tests de glissements 
Nous avons réalisé plusieurs expériences pour tester le potentiel du dispositif (taille d'injection 
maximale utilisable) et vérifier son aptitude à reproduire des glissements. La première, réalisée sur 
une faible pente (5°), était destinée à créer des explosions pour vérifier le comportement des 
injecteurs. Puis nous avons réalisé une série d'expériences permettant de comparer l'initiation de 
glissements de différentes longueurs.  
Tous ces glissements ont été réalisés entre deux parois de verre espacées de 20 ou 25 cm et 
fixées sur le dispositif (fig. 6.23). La zone d'injection d'air est toujours une zone rectangulaire 
située entre ces parois. La déformation est cylindrique. 
 
FIG.6.23 : Vue des paroies de verre installées sur le système d’injection et définissant la zone de 
glissement 
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Les modèles sont toujours construits de la même façon: 1 cm de sable grossier (type 1) au 
dessus des injecteurs, 1 cm de sable de type 3 comme couche de faible perméabilité et 1.5 cm de 
sable 1. Les glissements ont donc, à priori, une épaisseur de 2.5 cm si l'on admet un détachement à 
la base du sable fin. 
A. Glissement sur pente faible 
La première expérience a été réalisée pour une pente de 5°. La zone d'injection mesure 40 cm 
de long et 20 cm de large et atteint la paroi de verre située en aval. Les injecteurs sont vides. La 
pression est augmentée progressivement. Au alentours de 450 Pa de pression dans le réservoir, on 
observe quelques petits mouvements de surfaces et à 470 Pa, un glissement bref de plus de 1.4 cm 
se produit faisant apparaître une zone en extension en amont et des structures compressives à 
proximité du mur. On continue à augmenter la pression. Le modèle de sable continue à glisser. 
Pour des pressions de 490 Pa, il se produit quelques petites explosions et un "bouillonnement" se 
crée dans le graben. Du sable fin de la couche située à 1.5 cm de profondeur remonte en surface et 
s'étale à la manière d'un fluide pour remplir tout le graben (fig. 6.24). Ces remontées peuvent être 
assimilées à des volcans de boue (Graue, 2000). 
Dans les grabens, l'épaisseur de sable a pu être réduite d'environ 50% sans qu'à aucun moment, 
les petites explosions ne dégénèrent en gros volcans destructeurs, comme dans le cas d'un réservoir 
à pression uniforme placé juste en dessous du modèle. Le sable est bien fluidisé, mais le système 
reste stable. Ce comportement est attribué à la présence des parois verticales des injecteurs qui 
interdisent les flux latéraux d'air sous le modèle et évite ainsi l'appel d'air créé par la baisse de 
perméabilité locale des zones fluidisées. 
B. Effet de la longueur du décollement sur la dynamique des glissements 
Cette série d'expériences était destinée à comparer des glissements de longueurs différentes. 
Comme précédemment, les parois latérales de verre étaient espacées de 25 cm. Nous avons utilisé 4 
tailles de fenêtre d'injection: 20, 30, 50 et 70 cm. Ces fenêtres étaient situées au milieu du modèle 
de sorte que la compression avale ne se faisait pas contre un mur. Aucun fluide n'était injecté hors 
de ces zones. 
La pression à la base était réglée à 450 Pa, puis nous inclinions progressivement le modèle par 
paliers de 0.2°. Des marqueurs ponctuels étaient disposés en surface. Nous avons ainsi pu mesurer 
des déplacements et regarder comment démarrait le glissement. 
Des photos des expériences sont montrés sur la figure 6.24. Les premières sont prises juste 
après le premier mouvement qui crée une structure visible à l'œil nu (nous avons en effet observé 
des mouvements très faibles de surface avant). Les secondes montrent le stade final auquel nous 
avons arrêté l'expérience. Pour l'expérience de 70 cm, nous montrons les stades successifs du 
glissement (fig. 6.26).  
Dans tous les modèles, la zone en extension coïncide avec l'arrière de la fenêtre d'injection. 
Pour l'expérience de 70 cm, le glissement a créé 3 fronts de compression successifs qui ont reculé 
au fur et à mesure que la pente augmentait, le premier s'étant formé à la limite aval de la zone de 
surpression. La partie en translation, entre la zone en extension et le front de compression, était 
ainsi à chaque fois réduite. Pour les expériences courtes (20 et 30 cm), un seul front  s'est formé.  
Pour chaque expérience, nous avons suivi la position d'un marqueur situé à l'arrière du 
glissement, sur la partie en translation (non déformée par le graben arrière), grâce aux 
photographies prises entre chaque nouvelle inclinaison. Les résultats sont tracés sur le graphique 
6.27. 
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FIG.6.26: Evolution du glissement de 70 cm (vue de dessus). 
 
FIG.6.27 : Déplacement d’un marqueur situé à l’arrière des glissements en fonction de 
l’inclinaison. 
On peut faire les remarques et interprétations suivantes: 
- plus la fenêtre de surpression est courte, plus la pente nécessaire au glissement est élevée, ce 
qui est en accord avec la théorie. En effet, plus la zone d'injection est courte, plus on s'éloigne 
du modèle de pente infini et plus le frottement en bas de pente (sur la faille inverse) prend de 
l'importance face à la masse qui glisse. 
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- les premiers mouvements sont différents pour les glissements longs et courts. Pour le 
glissement de 70 cm, le premier mouvement est très bref et correspond à un glissement du 
marqueur de 1cm. Sur la figure 6.25d, on voit qu'une faille inverse se crée en bas de la zone 
d'injection. Le glissement de 50 cm montre un comportement semblable mais une amplitude 
moins élevée (0.5 cm de glissement) et aucune structure compressive n'est visible. Pour les 
expériences à 20 et 30 cm, les premiers mouvements sont différents. Le marqueur se déplace 
lentement de quelques millimètres au fur et à mesure que la pente augmente. Ce n'est, 
grossièrement, qu'après 1° d'augmentation de pente qu'un glissement réel apparaît. Comme 
précédemment, nous pensons que cette différence de comportement entre les systèmes longs et 
courts est liée à la masse du glissement mis en jeu et sa capacité à créer une rupture dans la 
zone en compression de bas de pente. Nous interprétons les premiers mouvements observés 
comme l'initiation du décollement à la base du sable fin. Or la création d'un détachement, c'est 
à dire, d'une zone de cisaillement, implique une diminution de la contrainte cisaillante 
supportée dans cette zone. Une partie de la masse se trouvant au dessus est donc reportée sur σxx qui augmente alors le long de la pente. Si la longueur du décollement est assez grande, la 
contrainte σxx mobilisée en bas de pente permet la création d'une faille inverse. La surface de 
glissement est alors complète. Si au contraire, le décollement est trop court, l'augmentation de σxx n'est pas suffisante pour initier la rupture, la masse reste stable, "retenue par le bas". Les 
mouvements que l'on observe avant le premier vrai glissement sont alors interprétés comme 
une simple compaction du sable au dessus d'un niveau de décollement qui est déjà créé. 
- L'amplitude des glissements augmente avec la diminution de longueur du décollement. Il est 
assez frappant de constater que la dynamique change radicalement en fonction de la taille de la 
masse qui glisse. Pour l'expérience à 70 cm, on observe un glissement de plus de 2 cm plus ou 
moins continu entre 11 et 15°. En revanche, pour le glissement de 20 cm, la même distance est 
parcourue presque instantanément par un glissement brutal après 15° de pente. Globalement, 
les courbes de déplacement des petits glissements sont des marches d'escaliers alternant des 
phases de stabilité longues (1 à 2°) et des phases de glissements brutaux qui parcourent des 
distances assez importantes (2cm). Pour les grands décollements, chaque petit glissement 
observé est faible, ce qui donne un aspect continu au déplacement. Il n'y a pas de réelle phase 
de stabilité. Pour le glissement à 70 cm, on observe ce comportement jusqu'à 14-15°, puis on 
passe à une dynamique saccadée de système court en raison du recul des chevauchements et de 
la diminution de taille de la zone en glissement. Ce phénomène est lié à l'augmentation de la 
résistance en bas de pente en raison du relief créé.  
Ces observations sont en accord avec les précédentes et l'on peut les interpréter ainsi: les 
systèmes courts développent un détachement mais restent dans une stabilité précaire (si l'on fait 
vibrer légèrement le dispositif, ils glissent), retenus par le bas, ils accumulent alors une énergie 
potentielle au fur et à mesure de l'augmentation de la pente. Dès que la rupture en bas se produit, 
cette énergie est libérée et se dissipe au cours d'un glissement assez long. Ce glissement permet à la 
masse déplacée de retrouver une configuration hyperstable qui ne sera déstabilisée de nouveau 
qu'après une importante augmentation de pente. Au contraire, le glissement des systèmes longs est 
possible dès l'initiation du décollement. Aucune grosse énergie potentielle n'est gardée par le 
système qui peut glisser au fur et à mesure de l'augmentation de pente. Chaque mouvement est 
faible et la configuration retrouvée reste proche de l'état initial, le système est donc re-déstabilisé à 
la moindre nouvelle perturbation.  
6.3.5   Conclusion 
Ces quelques simulations tests nous ont donc montré l'importance de la résistance en bas de 
pente et de la dimension du décollement sur la dynamique du glissement. Faute de temps, ces 
expériences n'en sont restées qu'au stade de tests et une étude plus quantitative devra être 
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envisagée, notamment sur la mobilisation des contraintes par l'apparition d'un détachement basal. 
Une comparaison avec des glissements naturels de tailles variées devra être entreprise pour tester la 
pertinence de tels expériences analogues.  
Dans ces modèles, les détachements sont des surfaces de cisaillement qui peuvent atteindre 
0,35 m2. Le dispositif semble ainsi très bien adapté à une étude de la propagation d'une rupture sur 
une grande surface, notamment en mesurant les déplacements avec une caméra à grande vitesse.  
Nous avons également pu constater que l'on pouvait créer des systèmes de stabilité contrôlée en 
modifiant la pression au pore. Il est ainsi possible de générer des modèles très instables, capables 
de glisser à la moindre perturbation. Cela peut donc constituer un cadre expérimental à l'étude de 
facteurs déclencheurs comme la secousse sismique, pour des glissements superficiels. 
En pouvant régler en début d'expérience la pression de fluide dans chaque injecteur, on peut 
créer des niveaux de décollement dont l'efficacité varie dans l'espace, comme ce qui était testé, par 
exemple, dans le modèle numérique de Strayer and Suppe (2002). 
Dans le paragraphe, qui prend la forme d’un article, nous utiliserons la table d’injection pour 
simuler un glissement de forme analogue à celui que l’on rencontre dans le delta de l’Amazone.  
6.4   Rôle des surpressions de fluide et de la génération 
d'hydrocarbures sur la formation des structures 




Depuis près de 10 Ma, 10 km de sédiments se sont accumulés dans le delta au débouché de l' 
Amazone. Ces formations sont déformées par une série de failles normales du coté du continent et 
de failles et plis inverses dans leur partie plus fine vers le large. Toutes ces structures viennent 
s'enraciner sur un décollement long d'une centaine de kilomètres. Nous attribuons l'ensemble de ces 
déformations à une déstabilisation des sédiments sous l'effet de la gravité.  
Le niveau de décollement apparaît comme une surface nette de glissement située dans le 
Crétacé terminal. L'absence de niveau ductile (boues argileuses ou évaporites) montre que le 
détachement est lié à des surpressions de fluide. Parmi les causes probables des surpressions, le 
déséquilibre de compaction et la génération d'hydrocarbures sont les mécanismes les plus efficaces. 
Les sédiments du Crétacé terminal sont anciens et déjà bien lithifiés, ce qui laisse à penser qu'ils 
sont peu sujets à la compaction. Nous pensons ainsi que la cause probable des surpressions est la 
génération d'hydrocarbures. Cela semble confirmé par la forme du détachement qui coïncide avec 
la position de roches mères du Cénomanien-Turonien entrées en génération de gaz. 
Nous utilisons la modélisation analogique pour étayer cette hypothèse et montrer comment la 
forme des structures gravitaires observées est conditionnée par la géométrie de la zone en 
surpression.  
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Since about 10 Ma, continental sediment up to 10 km thick has accumulated at the mouth of the 
Amazon River, forming the Amazon Fan. Thin-skinned extensional and contractional structures 
root into a common detachment, hundreds of km long. Extensional faults have formed landward of 
the prograding delta slope and contractional folds and faults have formed seaward of it. By plan-
view restoration, we show that extension and contraction balance. We therefore infer that slope 
instability has provided the driving force for thin-skinned deformation. 
The detachment is a sharp surface within Late Cretaceous strata. However, there is no evidence 
for soft layers, such as evaporites or muds. Abnormal fluid pressure provides a more reasonable 
explanation for detachment. At depths of several thousand meters, deep wells have encountered 
fluid overpressures.  
Amongst the possible causes of abnormal fluid pressures are compaction and hydrocarbon 
generation. Although compaction may have contributed to fluid overpressures encountered in 
wells, we argue that hydrocarbon generation provides the best explanation for detachment in 
Cretaceous rocks, which are old and lithified. In particular, the broadly triangular area of 
detachment coincides with an inferred pod of Cenomanian-Turonian source rock during gas 
generation.   
We have developed new techniques of sandbox modelling to investigate the geometries of fault 
patterns produced by fluid flow through porous media. For the Amazon Fan, we have been able to 
reproduce the structural pattern, on the assumption that fluid overpressures existed over a broadly 
triangular area beneath the detachment. 
 
Key words: Amazon Fan, thin-skinned detachment, slope instability, fluid overpressure, 
hydrocarbon generation.   
 
1. Introduction 
The submarine Amazon Fan or Amazon Cone (Foz do Amazonas, in Portuguese) lies off the 
NE coast of Brazil, near the mouth of the Amazon River (Fig. 1). Prior to 10 Ma, this river flowed 
northward into the Caribbean Sea, from a source area in the Andean foreland. Then, for some 
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unknown reason, possibly tectonic, it diverted to its present eastward course, flowing into the 
Atlantic Ocean. 
Since about 10 Ma, up to 10 km of continental sediment has accumulated in the Amazon Fan, 
at an average rate of up to 1 mm/yr. Although the Lower Fan reaches water depths of more than 
4000 m, most of the sediment is in the Upper Fan, under water depths of 100 to 3000 m (Damuth, 
1975; Flood and Piper, 1997; Mickelsen et al., 1997). The surface of the Upper Fan is remarkably 
conical and has a good degree of bilateral symmetry about an axis that coincides with the 
submarine Amazon Channel and deeply incised Amazon Canyon. Under the concentrated weight 
of the fan, the lithosphere has deflected (Driscoll and Karner, 1994), forming a depression much 
like the imprint of a human heel. 
In the last few decades, the Ocean Drilling Program has provided a wealth of information on 
the shallow structure, sedimentary environments and biostratigraphic age of the Amazon Fan 
(Flood and Piper, 1997; Mickelsen et al., 1997; Damuth and Kowsmann, 1998). However, the 
deeper structure has remained more elusive. Although the Amazon Fan is on a passive margin, it 
contains a variety of internal structures, including faults and folds. These are thin-skinned and root 
into a common detachment. They appear to have resulted mainly from slope instability, under the 
action of gravitationally induced stresses. The detached area is hundreds of km wide and some of 
the folds have amplitudes of several kilometres, yet little information on them has reached the 
public domain.    
In this paper, we describe the results of a project on thin-skinned structures in the Amazon Fan. 
As well as describing structural styles, our objective was to identify causes of detachment, 
including the possible roles of fluid overpressure and hydrocarbon generation. To gain further 
mechanical insights, we have done experiments on granular materials, in which pore fluids migrate 
down overpressure gradients. 
 
2. History of exploration 
What is known about the deep structure of the Amazon Fan is mainly a result of petroleum 
exploration. 
In the 1970s and 1980s, the Brazilian state oil company, Petrobras, and foreign companies 
under risk contracts, started systematic exploration of the area. From early results, Schaller (1971) 
described the stratigraphic sequences of the Foz do Amazonas Basin. Out of a total of 51 wells, 
most were on the shelf (Fig. 1); but well 1-APS-51A (drilled by Exxon in 1982) was in 438 m of 
water and went through nearly 4000 metres of Amazon Fan sediment (Brandão and Feijó, 1994, 
their fig. 8.7). One of the first seismic profiles to be released was across the upper part of the fan 
(Petrobras, 1984). It revealed listric growth faults and associated rollover anticlines in an 
extensional domain about 25 km long and 4 km deep. Subsequently, Figueiredo (1985) published a 
geological sketch map of the Amazon Fan and surrounding area, as well as a longer seismic profile 
(about 70 km) across the domain of growth faults. In 1976, Petrobras discovered a sub-commercial 
accumulation (Pirapema) of some 109 m3 of gas (Figueiredo, 1985). As part of a synthesis of salt 
and shale tectonics around the Brazilian continental margin, Schaller and Dauzacker (1986) 
described another seismic profile (89-RL-49), running about 15 km across the extensional domain. 
The authors attributed extensional structures to slope instability, fluid overpressures and associated 
shale tectonics. Finally, from Petrobras data, Brandão and Feijó (1994) produced a detailed 
chronostratigraphic chart of the Foz do Amazonas Basin and described intervals from five key 
wells (1-APS-1, 1-APS-18, 1-APS-21, 1-APS-29 and 1-APS-51A).  
In the 1990s, Brazil opened exploration to foreign companies, under the auspices of the 
Brazilian National Petroleum Agency (ANP). This led to widespread interest in the Amazon Fan 
and its possible deep-water plays. Recent reviews have considered possible source rocks 
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(Advocate, Young, Ross, Buerkert, Neal, et al., 1998), histories of subsidence and maturation 
(Silva and Maciel, 1998), and shallow gas hydrates (Sad, Silveira and Silva, 1998). Silva and 
Maciel (1998) showed (1) an interpreted seismic profile, about 300 km long across the entire 
Amazon Fan (although at a scale of about 1:4,000,000, so that details are obscure); (2) a 
lithospheric profile, based on gravity data and modelling; and (3) subsidence profiles for the time 
interval since 115 Ma. The lithospheric profile has the bulk of the Amazon Fan resting on thinned 
crust of the continental margin, rather than on oceanic crust.  
Since 1998 and 1999, BP and partners have explored blocks BFZ-2 and BM-FZA-1 (Fig. 1), 
BP being the operator. The work has involved additional seismic profiles, 3D seismic surveys, and 
two deepwater wells. Well 1-BP-2-APS (under 967 m of water, Block BFZ-2), had shows of gas 
and oil, reported in April and July 2001 (ANP Website). 
 
3. Data 
For our study, we had access to (1) seismic data, (2) well data, (3) biostratigraphic ages (mainly 
from nannofossils) from 8 wells, and (4) a geochemical evaluation of hydrocarbon seeps, oil and 
gas shows from well 1-BP-2-APS, and potential source rocks. 
The seismic data included both 2D profiles and 3D seismic data. The total line length of 2D 
seismic profiles was more than 10, 000 km. Petrobras shot the older profiles and the ANP provided 
them to BP. Western Geophysical shot more recent profiles, some for BP and some as speculative 
data. The 3D seismic data were acquired for BP over an area of 6, 000 km2. 
Characteristic seismic reflectors were identified, dated, and correlated across the area of study. 
They were then used to generate regional maps, showing depth contours for each reflector and 
thickness contours for selected intervals. Travel times were converted to approximate depths, using 
velocity data from wells.   
Of the original seismic profiles, six were converted to true depth and used to study the shapes 
of structures. The profiles trend northeast, almost parallel to the axis of the Amazon Fan (for 
location, see Fig. 1). In what follows we will refer to two of them (Fig. 2). 
Of the regional maps we have made simplified versions (Fig. 3), showing a limited number of 
contours. The maps are for (1) depth to thin-skinned detachment, (2) depth to top Miocene, (3) 
thickness of source rock and (4) depth to top basement. 
 
4. Regional stratigraphy and structure 
In discussing the regional stratigraphic sequences and structure of the area, it is convenient to 
consider first the fan itself and then what lies under and around it. 
The base of the Amazon Fan (dated at approximately 10 Ma) is up to 10 km deep, implying an 
average rate of accumulation of about 1 mm/yr (Fig. 2). The base of the Pliocene (5.2 Ma) reaches 
a depth of 5 km, in other words, the average rate has remained steady in recent times. Locally, 
however, rates have been as fast as 25 mm/yr (Flood and Piper, 1997). The deposits (Fig. 4) 
include shoreline facies (Tucunaré Formation) to deepwater facies (Orange Formation). Although 
much of the fan is mud-rich, the Ocean Drilling Program (ODP), shallow seismic profiling, and 
high-resolution scanning of the sea bottom have shown that sand is an important component of the 
fan, making up channel-fill, base-of-channel, and lower-fan deposits (Flood and Piper, 1997; 
Damuth and Kowsmann, 1998). 
Beneath the Amazon Fan are other stratigraphic sequences, more regional in extent and more 
typical of a passive margin (Figs. 2 and 4). Above a Precambrian to Triassic basement, Barremian 
to Albian fluvio-deltaic and lacustrine strata (Caciporé Formation) infill a series of half-grabens, 
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which formed during a period of continental rifting that preceded opening of the Atlantic 
(Figueiredo, 1985). On the equatorial margin of Brazil, rifting had a component of right-lateral 
wrenching and pull-apart grabens have triangular or rhombohedral shapes (Fig. 3D). 
Unconformably overlying the rift strata is a transgressive sequence of Cenomanian-Turonian deep-
water mudstones and siltstones (lower Limoeiro Formation; Schaller, 1971). They formed under 
anoxic marine conditions and provide a recognized source interval of regional extent (Advocate et 
al., 1998; Silva and Maciel, 1998). Above the mudstones is a prograding platform sequence of 
sandstones and siltstones (upper Limoeiro Formation) of broadly Late Cretaceous age (Coniacian 
to Palaeocene). The sands form potential reservoir rocks. From the Pliocene to the Miocene, a 
stable carbonate platform developed on the shelf, resulting in bioclastic limestones (Amapá 
Formation). Laterally equivalent calcilutites and monotonous deep-water mudstones (Travosas 
Formation) provide potential seals for underlying sand reservoirs. 
 
5. Thin-skinned structures 
Thin-skinned structures in the Amazon Fan root into a detachment surface that is as deep as 10 
km (Figs. 2 and 3). To a first approximation, extensional structures lie under less than 500 m of 
water, whereas contractional structures are beneath 1000 to 1500 m of water. 
The extensional domain contains listric normal faults, stratigraphic wedges and rollover 
anticlines. Most listric faults dip seaward. However, big rollovers occur between conjugate pairs of 
faults, dipping landward and seaward. Most of the listric faults root into a detachment that is close 
to top Cretaceous, but some root into a shallower detachment that is close to base Amazon Fan. 
The contractional domain contains folds and thrust faults, most of which verge seaward. Strata 
onlapping the fold limbs provide evidence for coeval sedimentation and contraction. In the cores of 
major anticlines, structural complexity and lack of seismic resolution make for difficult and 
ambiguous interpretation. However, most structures appear to root into the sharp detachment near 
top Cretaceous. 
For top Miocene, a remarkable feature of the structural pattern is its lack of bilateral symmetry 
(Fig. 3A). Structures in the northwest half of the fan (exploration block BFZ-2) are different from 
those in the southeast half of the fan (block BM-FZA-1). In the northwest block, the area of thin-
skinned structures is about 200 km wide. To account for variations in stratigraphic thickness, most 
of the deformation must have occurred during deposition of the Amazon Fan. Extensional 
structures are slightly concave seawards. In contrast, the leading seaward edge of contractional 
structures is a lobe, convex seawards. Around it, top Miocene has been uplifted in the hanging 
walls of reverse faults. On its flanks, faults are steep and may have strike-slip components. In its 
hinge, thrusts break through to the current sea floor, causing noticeable relief on 3D seismic 
images. In places, canyons cut through hanging wall anticlines. Locally, top Miocene reaches the 
sea bottom along a relatively steep ramp. As no corresponding flat is visible above Pliocene or 
Pleistocene sediment, we infer that erosion must have removed it, as fast as it formed. 
There is good evidence that these thin-skinned structures are due to slope instability, under the 
action of gravitationally induced stresses, as suggested by Schaller and Dauzacker (1986). 
1. Extensional and contractional structures are linked. They root into a common flat-lying 
detachment surface. 
2. The extensional domain is near the top of the slope, whereas the contractional domain is near 
the toe of the slope. 
3. On regional profiles, the total amount of extension is broadly equivalent to the amount of 
contraction. 
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In the southeast block, the area of thin-skinned structures is no wider than 50 km. To account 
for variations in stratigraphic thickness, some of the deformation must have occurred before 
deposition of the Amazon Fan. Possibly this early deformation was due to prograding Late 
Cretaceous clastic sediment (upper Limoeiro Formation, Fig. 4). The contraction concentrated in 
one area, forming a large anticlinal stack (Fig. 2). In post-Pliocene times, this anticline went into 
extension, probably it became part of the shelf, when the Upper Fan prograded over it. 
Despite differences in timing, a single sharp detachment surface underlies both the extensional 
and contractional, domains, as well as the relatively undeformed domain between them (Fig. 3B). 
Depth to detachment is greatest under the upper fan, where sediment thickness is greatest. More 
generally, depth contours have an element of bilateral symmetry about the axis of the fan. This is 
because the detachment is stratigraphically controlled (near top Cretaceous), so that the contours 
reflect depth of burial under the fan. In contrast, the area of detachment is asymmetric with respect 
to the fan, as are the overlying structures. In the northwest block, the area of detachment is wide 
and its seaward edge has a convex frontal lobe. In the southeast block, the detachment area tapers. 
We infer that this asymmetry reflects factors other than the weight of the fan.   
 
6. Restoration in map view 
We have used a simple method of kinematic restoration in map view (Rouby, Cobbold, 
Szatmari, Demercian, Coelho et al., 1993) to obtain the displacement field for selected points at top 
Miocene (Fig. 5). 
On a map, fault heaves show as lenses (Fig. 3A), representing stratigraphic gaps (for 
extensional faults) or overlaps (for contractional faults). Because of doubtful interpretation, 
overlaps are almost certainly underestimated, both in number and in width. Although fault lenses 
may be isolated, it requires little extrapolation to make them interconnect. At this stage, top 
Miocene is visible as a series of discrete fault blocks (Fig. 5A). Restoration is then a simple matter 
of closing the gaps and undoing the overlaps, in such a way as to minimize all misfits. For the 
Amazon Fan, we have done this manually, assuming that the surrounding area did not deform, and 
paying attention more to closing the gaps than to undoing the overlaps. The operation results in a 
good fit, except in the areas of overlaps (Fig. 5B). On comparing block patterns in the current and 
restored states, we obtain displacement vectors for selected material points. 
The overall displacement pattern is noticeably asymmetric about the axis of the Amazon Fan. 
Most vectors trend nearly north - south, highly oblique to the symmetry axis of the fan, but nearly 
parallel to the axis of the main frontal lobe. The largest values of displacement (about 35 km) occur 
within that lobe. They decrease abruptly across the main flanking faults, proving strike-slip 
components (right-lateral in the northwest and left-lateral in the southeast).  
From the results of map-view restoration, we see that it would be dangerous to restore 
northeast-trending regional sections alone, on the assumption that all deformation has been within 
those planes of section. In Profile 5, the contractional domain is close to a lateral edge of thin-
skinned deformation. Displacement vectors are strongly oblique to the section and the amount of 
in-plane horizontal contraction is deceptively small. The resulting structures reflect wrenching, 
rather than thrusting. In contrast, the extensional domain is not close to a lateral edge. The amount 
of horizontal extension is therefore large. Clearly, the amounts of extension and contraction do not 
balance properly in these vertical sections. 
 
7. Possible causes of detachment 
From the shape of the Amazon Fan we infer that detachment was remarkably efficient. 
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The sedimentary wedge containing thin-skinned structures is less than 10 km thick and as much 
as 300 km long (Fig. 2). Its upper boundary (the sea bottom) slopes seaward at no more than 2°, 
whereas its lower boundary (the detachment) is nearly horizontal, or even slopes landward at 
fractions of a degree. In other words, the sedimentary wedge has a very small angle of taper. For 
such a slim wedge and assuming a frictional material, a mechanical analysis of stresses at 
equilibrium leads to the inevitable conclusion that basal shear stress is very small, in comparison 
with the weight of overlying sediment (for details, see Dahlen, 1990). 
What induced such small shear stresses at the base of the Amazon Fan? What caused the 
detachment to form where it did? Various possibilities come to mind. 
 
7.1. Salt 
Worldwide, perhaps the commonest cause of thin-skinned detachment is a layer of weak salt. 
Was this the cause of detachment in the Amazon Fan? 
The answer is probably no, for the following reasons. 
1. The thin-skinned detachment is not a layer, but a sharp discontinuity. 
2. No well has intersected Cretaceous salt. 
3. No reflections or features that are characteristic of salt show on the seismic data. 
4. In the cores of anticlines seismic velocity is relatively slow, whereas it should be fast for salt. 
5. In the cores of anticlines, stratigraphic thickening is due to repetitions across thrusts, rather 
than to ductile deformation.   
 
7.2. Soft mud 
A layer of soft mud, especially if it is overpressured, is another good candidate for detachment. 
Is this what happened in the Amazon Fan? Again, the answer is almost certainly no, for the 
following reasons. 
1. The thin-skinned detachment is not a layer, but a sharp discontinuity. 
2. On the shelf, no well has intersected soft Cretaceous mud. Instead, the material is dry, 
lithified rock. That is hardly surprising, because it is at least 70 million years old. 
 
7.3. Fluid overpressure 
If there was no soft layer, the reason for detachment might be fluid overpressure. Indeed, 
several lines of evidence point in this direction.  
1. Several wells encountered significant fluid overpressures. For two wells on the shelf, the 
pressure gradient became equal to about two thirds of the difference between lithostatic and 
hydrostatic gradients, at depths below 3000 m; whereas for one well further offshore (1-APS-51A), 
overpressure set in at shallow depths (Fig. 6). For two wells even further offshore (1-BP-2-APS 
and 1-BP-1A-APS), similar overpressures appeared at shallow depths and persisted down to 
several kilometres below the sea bottom (data not shown).  
2. The thin-skinned detachment is a sharp discontinuity, rather than a layer of finite thickness. 
3. The leading edge of thin-skinned deformation does not coincide with any obvious changes in 
lithological composition. 
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4. The host rock for detachment (Late Cretaceous sandstone) may be porous enough to act as a 
reservoir for overpressured fluid. 
5. Overlying Tertiary mudstones may provide a good regional seal. 
 
8. Possible causes of fluid overpressure 
If fluid overpressure was the cause of detachment in the Amazon Fan, as seems likely from the 
evidence discussed above, what processes could have generated it? 
For sedimentary basins in general, the most likely causes of overpressure would appear to be 
compaction and hydrocarbon generation (Osborne and Swarbrick, 2002). Which of these is most 
important in the Amazon Fan?  
 
8.1. Compaction 
Compaction of fine-grained, water-saturated sediment is held to be the most common 
mechanism for generating fluid overpressure in sedimentary basins, especially if sediment is young 
and has accumulated rapidly. 
In the Amazon Fan, where sediment is younger than 10 Ma and has accumulated at about 1 
mm/yr, compaction would seem a good mechanism for explaining overpressure. Indeed, it might 
well explain the overpressures encountered in wells down to several kilometres. However, it does 
not so easily explain overpressure at the observed level of detachment, for the following reasons.  
1. The detachment is up to 10 km deep and the host rocks are more than 70 million years old. 
They almost certainly became cemented and lithified, before deposition of the Amazon Fan. 
2. In wells on the shelf, equivalent rocks are indeed cemented and lithified. 
3. The detachment area is not bilaterally symmetric about the Amazon Fan, as might be 
expected if fluid overpressures were due to compaction in the fan itself. 
 
8.2. Hydrocarbon generation 
Although hydrocarbon generation is perhaps not the most popular mechanism for generating 
overpressures, it has found acceptance in specific cases. 
In the Amazon Fan, we consider that hydrocarbon generation is likely to have been the major 
factor, for the following reasons.     
1. In well 1-BP-2-APS, there were shows of oil and gas (ANP Website). The gas has proven to 
be in part thermogenic. Thus a petroleum system is operating, or has operated in the past.  
2. The geochemical signature of oil shows in wells 1-BP-2-APS and 1-APS-10B (Pirapema 
field) is typical of a marine source rock and correlates with extracts from Cenomanian-Turonian 
mudstones in well 1-APS-29.  
3. Cenomanian-Turonian source rock is regionally widespread on the shelf (Advocate et al., 
1998; Silva and Maciel, 1998). From our seismic data, it appears to underlie the entire area of thin-
skinned structures and detachment. 
4. According to numerical modelling (Silva and Maciel, 1998; and our own results), 
Cenomanian-Turonian source rock should have reached the gas window by the time that 
detachment was most active (about 6 Ma). 
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5. The area of detachment area coincides with that of the inferred source pod, both being 
asymmetric about the Amazon fan.   
 
We conclude that gas generation was probably the main cause of deep fluid overpressure in the 
Amazon Fan. 
 
9. Sandbox modelling of detachment in the Amazon Fan  
Sandbox modelling is a powerful method for studying the development of tectonic structures at 
various scales (for example, see the thematic list of references in Cobbold and Castro, 1999). By a 
careful choice of model materials, the dimensionless ratio between reference values of gravitational 
force and surface force (stress) can be made the same in experiment as it is in nature, ensuring 
dynamic similarity. 
Recently, we have developed new experimental techniques, which allow for fluid flow through 
the pore spaces of granular materials, under the action of overpressure gradients (Cobbold and 
Castro, 1999). In this way, we have been able to study the behaviour of granular materials, under 
the effects of seepage forces and very small effective stresses (Mourgues and Cobbold, 2003). In 
horizontally layered models, if materials have different grain sizes and therefore different 
permeabilities, vertical profiles of fluid pressure are jagged. Beneath any one sealing layer of small 
permeability, fluid pressure may attain a nearly lithostatic value, so that effective normal stress is 
very small. The layer interface then slips easily, forming a sharp detachment. 
For practical reasons, we have used compressed air as a pore fluid. Following a first application 
to thrust wedges (Cobbold, Castro and Mourgues, 2001), we have started to model the effects of 
slope instability (Mourgues and Cobbold, 2003). 
Consider a horizontally layered model, at the boundaries of which air pressure is atmospheric, 
except over a given basal window, where it is nearly lithostatic. Air flows from bottom to top, 
according to Darcy’s law. If the operator tilts the model, it will slip along the interface where pore 
pressure is closest to lithostatic. The area that slips is found to overlie the basal window (Mourgues 
and Cobbold, 2003). 
In order to have basal windows of any required shape, we have constructed a new apparatus for 
feeding air to the base of a model, from a reservoir at uniform pressure (Fig. 7). At its base, the 
reservoir receives compressed air through a system of perforated plates, which diffuse the flow. 
From the reservoir, air flows through a first sieve, into a series of rectangular tubes, 5 cm wide. The 
model itself rests on a second sieve, which allows compressed air to flow through it. 
Each rectangular tube contains a different preset thickness of sand. The air pressure is constant 
in each tube, but different from one tube to another. The pressure in each tube depends on the 
thickness of sand within it and also on the thickness and permeability of the overlying model. For a 
given model, by pre-selecting the thickness of sand in each tube, it is possible to have any desired 
steady value of basal fluid pressure. By varying the thickness of sand, from one tube to another, it 
is possible to approximate, stepwise horizontally, to any required distribution of fluid pressure. We 
use U-tube manometers to monitor the pressure in the basal reservoir, as well as within five of the 
tubes.  
Assuming that the ratio, λ, of fluid overpressure to lithostatic pressure was uniform and steady 
over a source pod under the Amazon Fan, we have modelled its horizontal distribution to within a 
resolution of 5 cm in the model, which is equivalent to about 20 km in nature. We have assumed 
that the source pod was broadly triangular in shape, as in Fig. 3D.  
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We built a wedge-shaped model of layered quartz sand (Figs. 7 and 8). The three tapering 
layers were of different grain sizes: 315 µm for the lowermost layer, 125 µm for the intermediate 
one and 200 µm for the uppermost layer. This ensured that the maximum value of λ was at the base 
of the intermediate layer, as in the experiments of Cobbold et al. (2001) and Mourgues and 
Cobbold (2003). At the surface of the model we laid a marker grid of thin sand stripes, 2.5 cm apart 
(Fig. 8).  
Once the model was in place, we tilted it and the underlying apparatus though an angle of 8° to 
the right. We then increased the fluid pressure in the reservoir. At a pressure of 4.5 cm of water 
(measured in a U-tube), the model started to slip (Fig. 8a). It did so only over an area within the 
central part of the modelled source pod (dashed contour, Fig. 8). The resulting structures were 
normal faults at the upper edge of the slide, reverse faults at the lower edge, and strike-slip faults at 
the sides. As a result of frictional stick-slip, sliding soon stopped. We therefore increased the fluid 
pressure to 4.7 cm of water, which produced a further slide (Fig. 8b). This procedure we continued 
in steps, up to a maximal pressure of 5.4 cm of water (Fig. 8d). As the pressure increased, so the 
area of the slide widened, until it occupied almost the entire area of modelled source pod. At later 
stages of sliding, new structures formed well within the limits of the modelled source pod. Finally, 
the surface grid showed that the central part of the model had slipped some 10 cm, equivalent to 
about 40 km in nature. It also rotated clockwise about a pole that was close to the apex of the 
broadly triangular source area. 
On comparing our experimental results with the structure of the Amazon Fan, we notice 
similarities and differences. 
The main similarities are the sharpness of the detachment and the area and shapes of thin-
skinned structures. In the model, the shape of an overpressured area directly controls the shape of a 
sliding zone. The same would appear to have happened in the Amazon Fan, if we assume that 
sliding was due to hydrocarbon generation. 
The main difference between model and nature is that structures in the model initiated in the 
central part of the overpressured area, whereas those in nature appear to have initiated in the 
southeast corner of an overpressured area. To improve the fit between model and nature, the former 
should allow lateral propagation of an area of overpressure through time. However, this would 
require a more complex apparatus than the one at our disposal.    
 
10. Conclusions 
1. In the Amazon Fan, a flat-lying detachment links normal faults at the top of the slope to 
thrusts at the bottom of the slope. 
2. Fluid overpressure was probably the cause of detachment. 
3. Gas generation was probably the cause of fluid overpressure. 
4. Hydrocarbons probably came from a Cenomanian-Turonian source interval that was 
regionally widespread. 
5. In sandbox models, fluid overpressure over a broadly triangular area resulted in slope 
instability and a fault pattern that was similar to that of the Amazon Fan.  
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Fig. 1. Amazon Fan, NE Brazil. Inset (bottom right) shows general location. Sea-bottom 
contours (labelled in metres) define conical upper surface to fan. Axis of bilateral symmetry 
(dashed line) trends NE-SW. Area of available data (dashed square) encloses polygonal exploration 
blocks, BFZ-2 and BM-FZA-1, established by Brazilian National Petroleum Agency (ANP) during 
licensing rounds 0 and 1. Of the 51 wells (circles), only 1-BP-2-APS and 1-BP-1A-APS are in 
waters deeper than 500 m. Regional seismic profiles (white bars), 3 in each block, trend almost 
parallel to fan axis. 
 
Fig. 2. Regional seismic profiles 2 and 5. For locations, see Fig. 1. Profiles span entire width of 
thin-skinned deformation in blocks BFZ-2 and BM-FZA-1, respectively. Vertical scale (in metres) 
has been obtained by conversion of arrival times, using seismic velocity data from wells. Notice 
two-fold vertical exaggeration. Ages of characteristic seismic reflectors (in colour; notice error 
bars) are mainly from nannofossils. Faults (yellow lines) are from later interpretation. 
 
Fig. 3. Simplified maps of depth to top Miocene (A), depth to detachment (B), thickness of 
Cenomanian-Turonian source rock (C), and depth to top basement (D). Outer box encloses area of 
available data (see Fig. 1). Key (A, top right) indicates depth below sea level in km. Thin black 
contours (B, C, D) are also in km below sea level. Thick contours indicate leading edges (B, C). 
Bathymetry (thin grey contours) is in m (as in Fig. 1). 
 
Fig. 4. Chronostratigraphic chart, Foz do Amazonas Basin (modified after Brandão and Feijó, 
1994). Amongst possible source rocks (diamonds containing letter S), Cenomanian-Turonian 
interval is best defined. For further description, see text. 
 
Fig. 5. Restoration in map view of top Miocene marker. Maps show fault blocks (grey) in 
current state (A) and restored state (B). Restoration is by minimizing gaps (white strips) and 
overlaps (dark grey) between blocks. Displacement vectors for selected material points (thick black 
lines, B) have been obtained by superposing the two maps. Bathymetry (thin grey contours) is in m 
(as in Fig. 1). 
 
Fig. 6. Pressure profiles for a cluster of three wells (1-APS-10B, 1-APS-53, and 1-APS-54A) 
near shelf edge and one well (1-APS-51A) further offshore. For locations, see Fig. 1. Data points 
represent weight of drilling mud. They are assumed to indicate pore fluid pressure in surrounding 
rock. Straight lines indicate nominal hydrostatic and lithostatic gradients. 
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Fig. 7. Experimental apparatus (schematic longitudinal section). For details, see text. 
 
Fig. 8. Sandbox model of slope instability due to fluid overpressure beneath Amazon Fan. 
Photographs of top surface illustrate four stages in progressive development of thin-skinned 
structures above a sharp basal detachment, for basal air pressures (expressed as height of equivalent 
column of water) of 4.5 cm (A), 4.7 cm (B), 4.9 cm (C) and 5.4 cm (D). Base and surface of model 
both slope toward top of page. Area of basal overpressure (within dashed black polygon) is 
comparable in shape to inferred Cenomanian-Turonian source pod beneath Amazon Fan (see Fig. 
3D). Fault traces (white lines) are from scarps or offset gridlines at surface. Notice that slope 
instability spread no further than area of basal overpressure. 
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Chapitre 7    
Etude numérique d’une déstabilisation 
de pente granulaire sous l’effet d’un 
gradient de pression et perspectives 
 
Dans ce dernier chapitre, nous opérerons un changement d'échelle drastique pour nous 
intéresser à l'évolution de la texture d'un milieu granulaire soumis à un gradient de pression de 
fluide. Dans le chapitre 5, nous avons utilisé la méthode des éléments distincts pour simuler un 
modèle de sable et par extension, une déformation compressive de grande échelle. 
Nous n'avons volontairement interprété les résultats que d'un point de vue macroscopique, en 
regardant la géométrie des zones de cisaillement, leur répartition dans l'espace et leur 
fonctionnement dans le temps. La méthode numérique des éléments distincts était ainsi abordée 
comme une alternative à une méthode d’éléments finis, comme l'envisageait Burbidge et Braun 
(2002). Nous l'employons, maintenant, dans un cas plus classique de simulation de milieu 
granulaire. Ces quelques expériences que nous présentons posent le cadre de futurs 
développements et axes de recherches à envisager pour la suite.  
L'aspect discontinu de la matière se retrouve dans beaucoup de phénomènes naturels: 
avalanches de débris, écoulements pyroclastiques, fracturation, fluidisation et injection de matériel 
dans des volcans de boue etc... Tous ces phénomènes ont deux points communs: 
- Pendant une phase plus ou moins longue, la matière passe d'un état solide et cohérent à un 
état fortement divisé et parfois très dynamique. La loi de comportement décrivant le 
système change ainsi radicalement. Dans le cas d'une déstabilisation de pente par exemple, 
on envisage très souvent la limite de stabilité par un modèle de Mohr Coulomb. Le 
matériau est supposé élasto-plastique ou visco-élasto-plastique... Une fois l'instabilité 
déclenchée, le glissement évolue et se trouve traité par des modèles d'écoulement 
simplifiés (éq. de St Venant) intégrant des termes de dissipation de l'Energie. Les lois 
rhéologiques ne sont alors pas évidentes à choisir et peuvent varier au cours de 
l'écoulement, lors de la fragmentation du matériau. Dans le cas de la fluidisation et de 
l'injection de sable ou de boue dans des cheminées de gaz et fractures, le changement de 
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comportement du matériau est, là encore, radical, entre un état de solide gorgé d'eau et un 
état de fluide capable de s'immiscer dans les moindres fractures. 
- Tous ces phénomènes font intervenir une phase fluide qui joue un rôle primordial. 
Des méthodes numériques comme celle des éléments distincts dont le comportement de chaque 
grain n'est régi que par des lois de contact et les équations de la dynamique, peuvent constituer un 
cadre méthodologique très utile dans les études des couplages entre fluide et déformations et des 
transitions de comportement associées. 
Très récemment, Staron (2002) a utilisé un modèle de dynamique des contacts pour simuler le 
déclenchement d'une avalanche de débris. Elle a montré comment la texture et la transmission des 
forces entre grains évoluaient jusqu'à la déstabilisation globale d'un système que l'on inclinait. 
Nous avons réalisé le même type d'expériences mais avec un fluide aux pores. Nous regardons, 
ainsi, comment évolue la distribution des forces dans un système granulaire horizontal jusqu'à sa 
fluidisation, ainsi qu'un milieu incliné soumis à un gradient de pression perpendiculaire à la pente 
(comme dans nos expériences analogiques). 
7.1   Texture et chaînes de forces dans un milieu granulaire 
L'une des propriétés fondamentales des milieux granulaires est l'hétérogénéité de la 
transmission des forces qui leur confère des propriétés parfois surprenantes. Une expérience simple 
permet d'illustrer ces propriétés: le tas de sable. Supposons que l'on construise un tas de sable 
conique par pluviation à partir d'un point central. Si l'on mesure la pression en chaque point sous le 
tas, on s'aperçoit qu'elle est minimale sous la partie centrale et maximale à la périphérie. Si au 
contraire, le même tas de sable n'est plus construit par pluviation ponctuelle mais par saupoudrage, 
le déficit de pression disparaît! (Geng et al., 2001; Vanel et al., 1999) 
L'explication de ce phénomène se trouve dans les chaînes de forces qui se forment entre les 
grains. Ces chaînes sont observables sur la figure 7.1. Cette image est tirée d'une expérience de 
photo-élasticité. Un empilement de cylindres de plexiglass est construit et soumis à une 
compression. Les propriétés photo-élastiques dont les caractéristiques optiques dépendent des 
contraintes, permettent de visualiser les chaînons d'éléments qui transmettent la force appliquée (en 
blanc). Les cylindres foncés ne ressentent pratiquement pas la compression. 
Dans l'expérience du tas de sable, la pluviation centrale crée une anisotropie dans le réseau des 
chaînes de forces qui redistribue les contraintes vers la périphérie. Le saupoudrage, quant à lui, ne 
crée pas cette anisotropie. 
Nous voyons donc que la transmission hétérogène des forces est une propriété forte des milieux 
granulaires. Entre l'échelle macroscopique et celle élémentaire de la taille des grains, elle définit 
une échelle intermédiaire caractéristique de la longueur de transmission des efforts. L'exemple du 
tas de sable nous a également montré que l'organisation des forces et plus généralement la texture 
des empilements granulaires constituent une mémoire du milieu et dépend de leur histoire. 
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7.2   Evolution d'un milieu granulaire horizontal vers la 
fluidisation 
7.2.1   Description de l'expérience 
Nous avons construit un empilement numérique de 5 cm de hauteur dans une boîte de 20 cm de 
large avec des disques de rayons uniformément distribués entre 0.7 et 1 mm (V = 0.33). Les parois 
verticales sont non-frottantes. L'empilement a été construit à partir d'une maille hexagonale (voir 
chapitre 5), puis sédimentation. L'expérience consiste à augmenter petit à petit la pression de fluide 
à la base du système, en maintenant celle du sommet nulle, jusqu'à la fluidisation (perte de poids 
des grains). Comme dans les expériences du chapitre 5, le fluide est à l'état stationnaire. 
L'augmentation de pression est ainsi une succession d'états d'équilibre et ne se traduit pas par une 
vague de pression qui migre. Lorsque le milieu est fluidisé, il apparaît des bulles. Leur évolution 
n'est pas correcte du point de vue physique. Ces bulles apparaissent à partir de 880 Pa de pression 
basale (λ* = 0.93), c'est à dire avant que le gradient de pression ne soit équivalent au poids du 
milieu granulaire (950 Pa).  
Sur le graphique 7.2, nous avons reporté la contrainte moyenne exercée par les disques sur le 
fond de la boîte en fonction de la pression de fluide basale. On observe une décroissance linéaire 
jusqu'à 880 Pa qui est en parfait accord avec la contrainte effective. Si cette droite se poursuivait, 
elle couperait l'axe des abscisses à 950 Pa, l'équivalent du poids des grains. Au delà de 880 Pa, on 
observe une décroissance un peu plus rapide qui traduit l'apparition des bulles. Ces bulles d'air 
soutiennent une partie des disques qui ne participent alors plus à la charge exercée sur le fond. Au 
delà de 900 Pa, on observe de très grosses variations de la contrainte. Le système est devenu très 
dynamique et les pics correspondent aux rebonds des éléments sur le fond lors de l'éclatement des 
bulles (fig. 7.3). 
7.2.2   Evolution de l'empilement 
Au cours de l'expérience, nous avons suivi un certain nombre de paramètres. 
A. Coordinance moyenne des particules 
La coordinance z d'une particule est le nombre de contacts qu'elle forme avec ses voisines. 
Dans un volume V contenant Np particules et N contacts, la coordinance moyenne des particules est: 
p
N
Nz 2  =    (7.1) 
L'évolution de z est reportée sur le graphique 7.4. A P = 0 Pa, la coordinance moyenne est 
proche de 3.5, ce qui est analogue aux expériences de Staron (2002) et dans la gamme des 
empilements iso-statiques (3 ≤ z ≤ 4, (Tkachenko and Putkaradze, 1999)). En effet, un certain 
nombre de contacts est nécessaire pour geler les degrés de liberté de chaque élément et permette au 
système d'atteindre l'équilibre. En revanche, lorsque la coordinance est trop grande et excède 4, le 
système est considéré comme hyperstatique (ex: empilement hexagonal). 
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Lorsque le gradient de pression de fluide augmente, on observe une diminution de la 
coordinance; le système perd donc de ses contacts. La décroissance s'accélère au delà de 700 Pa. z 
passe en dessous de 3 à 880 Pa, le système n'est alors plus statique. C'est en effet à ce moment là 
qu'apparaissent les bulles et que le système devient dynamique. 
B. Volume de l'échantillon 
Nous avons mesuré le volume total de l'échantillon (fig.7.5) en créant un maillage triangulaire 
entre les éléments (voir chapitre 4). On n'observe qu'une très faible augmentation du volume du 
milieu granulaire lorsque la pression de fluide augmente. Cette faible dilatation linéaire est 
sûrement liée à l'élasticité des éléments du système qui sont déformables dans notre modèle. La 
dilatation s'accélère à partir de 800 Pa et le système explose à 900 Pa de pression basale 
(éclatement des bulles).  
Il n'y a donc pas de réelle dilatation du système avant la fluidisation, ce qui confirme nos tests 
de perméabilité sur échantillon de sable (chapitre 3) qui ne montraient pratiquement aucune 
variation de perméabilité lorsque l'on augmentait la pression. Le sable ne se décompacte pas avant 
la fluidisation. Ce résultat est intéressant. En effet, nous avons vu que dans les expériences de 
déformation à forte pression, la déformation était plus diffuse. Cette différence de comportement 
n'est donc pas liée à un état plus lâche du sable soumis aux gradients de pression extrêmes.  
C. Tenseur des contraintes 
Le calcul d'un tenseur des contraintes à partir de données micromécaniques nécessite de définir 
un volume élémentaire dans lequel seront prises en compte les forces transmises à chaque contact 
des éléments. La direction même des contacts qui transmettent les forces permet d'introduire 
l'aspect géométrique de l'empilement dans le calcul des contraintes. Nous avons employé la 
formule (Dano, 1998; Radjai et al., 1998; Staron, 2002): ∑ ∑∈ ∈+= V Vk kjkikjiij vvmVlfV α αασ 1  .1   (7.2) 
où V est le volume élémentaire contenant N contacts et Np particules k. 
fi
α est la composante i de la force au contact α et ljα la composante j du vecteur joignant les centres 
des deux éléments du contact α. mk et vk sont la masse et la vitesse des particules k. 
Dans nos expériences, nous regardons l'évolution des systèmes avant qu'ils ne soient 
dynamiques. Nous négligeons donc le terme ∑∈Vk kjkik vvmV1 .  








 calculées dans un élément de volume de 4 
cm2 placé au centre du modèle. 
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 σo diminue linéairement lorsque la pression basale augmente, pour venir presque s'annuler à 
950 Pa. σd montre la même décroissance. Ceci est bien en accord avec le modèle élastique que nous 
avions traité au chapitre 2. En terme de cercles de Mohr, cela se traduit par une diminution du 
rayon lorsque le cercle s'approche de l'origine (fig. 7.8). On peut noter que la décroissance de σd 
n'est pas aussi régulière que celle de σo. La courbe présente en effet deux parties. De 0 à 500 Pa, la 
pente de la courbe semble trop importante. Si l'on poursuivait cette tendance, elle couperait l'axe 
des abscisses à 700 Pa seulement, ce qui est en dessous de la pression de fluidisation. Vers 500 Pa, σd réaugmente un peu puis poursuit sa décroissance avec une pente légèrement plus douce pour 
couper l'axe des abscisses à 900-950 Pa. Ce changement d'évolution de σd vers 500 Pa est difficile 
à interpréter et notamment la décroissance trop importante dans la première partie. On peut 
supposer que l'on a une réorganisation locale du réseau. Cependant, rien n'est visible sur l'évolution 
de la coordinance (fig.7.4) par exemple.    
D. Distribution statistique des forces, sous réseaux fort et faible 
Afin d'étudier plus en détail la transmission des forces dans le milieu, nous nous affranchissons 
des forces de volume que subissent les particules (gravité et gradient de pression), et nous 
renormalisons toutes les forces de contact en fonction de la profondeur (Staron, 2002). 
Pour cela, nous calculons la force moyenne < f > transmise aux contact en fonction de la 
distance au fond de la boîte h, exprimée en nombre de rayons moyen R (fig.7.9). La courbe < f > = 
f(h(R)) est linéaire. Cela montre que les contraintes ne saturent pas en profondeur (pas d'effet de 
silo) et que l'effet du gradient de pression est également constant suivant la profondeur.  
La courbe est approximée par une droite d'équation < f > = a.h(R) + b. Les forces transmises 
sont alors normalisées: 
bRha
f
F += )(.   (7.3) 
avec F  les forces normalisées et  f  les forces aux contacts. 
Cette normalisation des forces permet de comparer nos échantillons à un échantillon soumis à 
une contrainte homogène (Radjai et al., 1998). 
L'une des caractéristiques des empilements granulaire réside dans la distribution statistique de 
l'intensité des forces transmises aux contacts des particules. Cette distribution a été calculée pour 
les forces normalisées dans nos échantillons et est présentée sur le graphique 7.10, dans l'état initial 
(P = 0 Pa). La distribution obéit à deux lois et est en parfait accord avec les résultats de (O'Hern et 
al., 2001; Radjai et al., 1996; Staron, 2002). 
 ><= − 1F si      1 1F si         ).1(  )( 1( -F)ȕ).eP( FPFP α   (7.4) 
avec α = 0.3 et β = 1.5. Ces deux distributions séparées par F = 1 permettent de distinguer 2 
types de réseaux de contacts: les contacts dits forts dont le module est supérieur à 1 et les contacts 
faibles dont le module est inférieur à 1. En général, les contacts faibles représentent à peu près 60% 
des contacts. Sur la figure 7.11, nous avons dessiné le réseau des contacts forts. On voit qu'ils 
forment des chaînes de forces englobant des amas de grains où les contacts sont faibles. Comme 
nous l'avons fait pour le réseau global, nous pouvons définir le tenseur des contraintes propre à 
chaque sous-réseau: 
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 ∑∈= V fortjfortifortij lfV α αασ  .1     (7.5)  et ∑∈= V faiblejfaibleifaibleij lfV α αασ  .1     (7.6) 





σσσ     +=  (7.7) 
Nous avons suivi l'évolution de ces deux sous-réseaux jusqu'à la fluidisation. 
Le graphique 7.12 montre les distributions de forces pour différentes pressions basales. On 
constate que la distribution se linéarise lorsque le gradient de pression augmente. On augmente 
notamment l'apparition de forces F de modules supérieurs à 5 ou 6. Pour P = 800 Pa, la distribution 
entre les deux distribution ne se distingue plus. 
Cette linéarisation est interprétée comme un effet de la décharge globale subie par le réseau lors 
de l'augmentation des forces de courant. Lorsque le milieu granulaire n'est plus soumis à aucune 
charge, l'existence des 2 réseaux n'est plus justifiée. Cela apparaît comme une des caractéristiques 
fondamentales séparant un état statique normal d'un état fluidisé. 
Le graphique 7.13 montre l'évolution de la proportion de contacts forts. Initialement de 44%, 
elle décroît régulièrement. Cette diminution n'est peut-être pas très pertinente car pour les fortes 
pressions la distinction des deux réseaux devient difficile a distinguer, notamment la valeur F = 1 
n'a plus la même signification.  
Sur les graphiques 7.14 et 7.15, nous avons reporté l'évolution des contraintes moyennes et 
déviatoriques calculées pour les deux sous-réseaux. On fait les observations suivantes: 
- Le réseau faible ne participe qu'à une très faible partie de la contrainte moyenne. 
- pratiquement toute la contrainte déviatorique est supportée par le réseaux fort qui ne 
représente que 44% des contacts. 
Les cercles de Mohr représentant l'état des contraintes des deux réseaux dans l'état initial 
sont représentés sur la figure 7.16. On s'aperçoit très bien que la participation du réseau faible à 
la contrainte globale se limite, finalement, à un terme de pression hydrostatique (cercle des 
contraintes proche du point). Cela est en parfait accord avec les résultats de Radjai et al. (1998) 
et Staron (2002) qui avaient montré que la résistance du matériau était globalement assurée par 
les 40% de contacts forts uniquement. 
- Lorsque la pression de fluide augmente, les contraintes moyennes des deux réseaux 
diminuent pour tendre vers 0 à λ* = 1. Le réseau faible est donc affecté par la décharge. 
- La contrainte déviatorique du réseau fort diminue également régulièrement, tandis que 
celle du réseau faible reste très faible et constante.  
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E. Conclusion 
Le passage d'un état statique à l'état fluidisé se caractérise par: 
- une quasi-absence de dilatation hormis la réponse élastique des grains.  
- une diminution de coordinance des éléments (c'est à dire une perte globale de contacts) qui 
devient inférieure à 3 lorsque le système devient dynamique.  
- un changement de la transmission des forces qui se traduit par: 
· un changement de distribution des modules des forces de contact normalisées, 
· la disparition progressive du réseau fort sous l'effet de la décharge, ce qui traduit la 
perte de résistance du matériau. 
7.3   Milieu granulaire incliné soumis à un gradient de 
pression  
L'expérience consiste cette fois à soumettre un milieu granulaire incliné à un gradient de 
pression perpendiculaire à la pente. Le modèle est construit de la même manière que précédemment 
mais dans une boîte de 50 cm de long avec 15000 éléments de 0.46 à 0.7 mm de rayon. Les disques 
sédimentent dans une boîte horizontale, puis le modèle est incliné doucement. La pression est alors 
augmentée de 4.5e-4 Pa à chaque pas de temps.  
Sous l'effet du gradient de pression et de la force de gravité, l'empilement se déstabilise peu 
avant 600 Pa de pression basale. La figures 7.17 montre les zones en cisaillement. A 550 Pa, elles 
sont peu étendues. A 590 Pa, le milieu granulaire glisse en étant cisaillé de toutes parts. Seule la 
partie en bas à droite, protégée par le mur, reste stable.  
Comme précédemment, nous avons enregistré un certain nombre de paramètres, tous mesurés 
dans une zone de 20 cm de large et 2 cm d'épaisseur située au centre du modèle pour s'affranchir de 
l'effet des parois.  
En théorie, pour un modèle Coulombien infiniment long, la déstabilisation a lieu lorsque τ /σn 
= µ (avec τ la contrainte cisaillante effective parallèle à la pente et σn la contrainte effective 
normale). 
Sur la figure 7.18, nous avons reporté l'évolution de τ/σn mesuré en fonction de la pression 
basale. Figure également le rapport théorique τo / (σno-P) calculé à partir des contraintes σno et τo 
présentes à P = 0. On s'aperçoit que les deux courbes se corrèlent bien avec, cependant, quelques 
oscillations dans le rapport mesuré. Peu avant 600 Pa, τ /σn passe par un maximum de 0.32 qui 
correspond au coefficient de friction de notre milieu granulaire. Cette valeur est identique à celle 
mesurée lorsque l'on incline le modèle jusqu'à sa déstabilisation (voir chapitre 4).  
Comme précédemment, nous avons normalisé les forces de contact en fonction de la 
profondeur. La distribution des modules normalisés est reportée sur le graphique 7.19 pour 0 et 550 
Pa. Comme pour l'expérience horizontale, la distribution se linéarise et la distinction entre les deux 
réseaux s'atténue.  
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La proportion de contacts forts (F > 1) est reportée sur le graphique 7.20. Dès le départ, cette 
proportion (0.42) est inférieure à celle du modèle horizontal (0.44). Cela provient sûrement d'un 
réarrangement des grains qui se produit dès que l'on incline le système avant d'augmenter la 
pression. Staron (2002) a en effet montré que dans les 2 ou 3 premiers degrés d'inclinaison, les 
grains bougent pour trouver une configuration plus stable, caractérisée par un nombre de contacts 
forts légèrement plus faible. Initialement plus faible, la part du réseau fort décroît donc beaucoup 
moins, lorsque la pression augmente, que dans l'expérience de fluidisation. Juste avant la 
déstabilisation, elle atteint 40 %, valeur caractéristique des systèmes en cisaillement (Radjai et al., 
1998).  
Les valeurs de τ /σn calculées pour les deux sous-réseaux et le réseau global à partir des forces 
de contact normalisées sont reportées sur le graphique 7.21. Plusieurs remarques peuvent être 
faites : 
- Au début de l'expérience, ces rapports sont de signes opposés pour les réseaux forts et 
faibles. Ceci traduit une différence d'orientation des tenseurs des contraintes associés. 
- Lorsque la pression augmente, le rapport τ/σn augmente pour le réseau fort mais s'annule 
dans le réseau faible. Ceci confirme encore que seul le réseau fort supporte la contrainte 
cisaillante.  
- La diminution de τ /σn pour le réseau faible montre bien que les deux réseaux se 
différencient clairement du point de vue mécanique, mais si la distribution des modules de 
force, comme nous l'avons vu précédemment, se linéarise. 
- Le rapport τ /σn du réseau fort (0.35) au moment de la déstabilisation est supérieur à celui 
du réseau global (0.32). Le réseau fort seul est donc plus stable que la structure entière. 
C'est donc la présence du réseau faible, qui se comporte mécaniquement comme un fluide, 
qui déstabilise le milieu granulaire. Staron (2002) en était arrivée à la même conclusion et 
avait montré comment l'empilement était déstabilisé par les glissements entre grains dans 
les amas du réseau faible. 
Le changement de direction de la force de volume résultante (gravité + gradient de pression) 
appliquée aux grains et l'augmentation associée du rapport τ /σn supporté par le réseau fort peuvent 
être visualisés grâce à des cartes des contacts forts (fig.7.22). Les forces aux contacts sont 
représentées par des traits reliant le centre des billes; l'épaisseur étant proportionnelle au module 
normalisé. 
Pour une pression nulle, le réseau de contacts forts apparaît assez homogène avec deux 
directions privilégiées (à 60 et 120° de la pente) qui résultent en grande partie de la construction de 
l'échantillon. Lorsque P augmente, on observe une croissance des amas de contacts faibles (zones 
blanches) et la direction privilégiée à 120° devient prédominante. Le réseau fort apparaît ainsi 
complètement orienté à 120°  pour une pression basale de fluide de 500 Pa. Cette réorientation des 
contacts peut être mesurée par l'anisotropie de texture déterminée à partir du tenseur de fabrique 
défini par Radjai et al. (1998): ∑∈= V jiij nnN α ααφ  . 1     (7.8) 
avec ni et nj les composantes sont les composantes du vecteur unitaire reliant les éléments au 
contact α. 
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L'anisotropie est alors a = 2(φ1-φ2) avec φ1 et φ2 les valeurs propres du tenseur de fabrique. 
L'anisotropie des trois réseaux est reportée sur la figure 7.23. On voit que pour le réseau faible, 
elle reste constante et très faible, tandis que celle du réseau fort augmente drastiquement en suivant 
la même évolution que τ /σn. 
Conclusion  
Cette expérience de déstabilisation d'un milieu granulaire incliné nous a donc montré que: 
- le matériau global répond très bien à un modèle Coulombien en contraintes effectives. 
- Bien que la distribution des modules de force soit modifiée et se linéarise lorsque la 
pression augmente (comme dans le cas de la fluidisation horizontale), du point de vue des 
contraintes, la distinction entre les deux réseaux reste très nette jusqu'à la déstabilisation. 
- La résistance du matériau est assurée par le réseau fort dont la stabilité est plus grande que 
le système global. La phase faible qui ne supporte aucune contrainte cisaillante participe à 
la baisse de résistance du matériau. 
- L'augmentation des pressions de fluide modifie l'orientation des contraintes qui se 
caractérise par un changement de la direction privilégiée des contacts forts. La texture est 
ainsi totalement modifiée. 
- Toutes nos observations sont en accord avec les résultats de Staron (2002) obtenus avec un 
modèle de Dynamique des contacts. 
7.4   Conclusion et perspectives 
Ces deux expériences nous ont permis de suivre l'évolution de la texture d'un milieu granulaire 
soumis à un gradient de pression. Elles permettent, encore une fois, d'illustrer les effets des forces 
de courant, mais maintenant, sur les réseaux de contacts à l'échelle du grain. Nous avons montré 
que l'approche de la fluidisation se caractérisait par un changement de la distribution des modules 
moyennés des forces aux contacts mais que la distinction entre les deux réseaux persistait du point 
de vue mécanique. 
Par la suite, nous terminerons le couplage complet entre le fluide et les particules solides. Nous 
pourrons alors comparer la déformation de matériaux non fluidisés, partiellement fluidisés et 
entièrement fluidisés avec des fluides de viscosités différentes. Ces expériences devraient nous 
apporter des informations précieuses sur le changement de comportement des milieux granulaires à 
la transition avec l'état fluidisé. De tels travaux trouveront leur application dans les phénomènes 
d'injection de sable dans les fractures ou la dynamique des volcans de boue et cheminées de gaz. 
Nous envisageons également d'effectuer les mêmes expériences que dans ce chapitre mais avec 
un matériau faiblement cohésif. La texture est sûrement différente (une recherche bibliographique 
sera à effectuer) et sa réponse à un gradient de pression aussi. Nous devrons vérifier l'aptitude de 
notre modèle à créer des fractures hydrauliques, comme cela a été fait par Flekkoy et al. (2002). S'il 
en est capable, nous regarderons quelles sont les relations entre les fractures, le réseau des forces et 
la distribution de cohésion aux contacts entre éléments.  
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Au cours de ce travail de thèse, nous avons utilisé et développé plusieurs outils permettant de 
prendre en compte les fluides dans les déformations. 
 
Le premier, théorique, est basé sur la notion de force de courant. En nous intéressant à la 
mécanique des sols, nous avons en effet  mis en évidence l'action de ces forces qui peuvent 
s'apparenter à des forces de volume et qui sont présentes dès que le fluide n'est pas dans son état 
hydrostatique. Nous avons montré, en traitant les cas des prismes d'accrétion et des glissements 
gravitaires, qu’il était plus facile d’appréhender l’action des fluides sur la déformation par l’emploi 
de cette notion que par que le simple concept de la contrainte effective. Notamment, il devient 
assez facile de prédire la rotation des contraintes en présence d'une surpression.  
 
Le deuxième outil est la modélisation analogique avec fluide aux pores. Nous avons poursuivi 
les travaux préliminaires de Cobbold et al (2001) et construit plusieurs dispositifs permettant 
d'introduire des surpressions d'air dans des modèles de sable. Le premier consiste en un appareil à 
cisaillement muni de systèmes d'injection et d'aspiration de fluide. Utilisé en parallèle à des tests en 
extension, il nous a permis de caractériser le comportement du sable pour de très faibles contraintes 
effectives (quelques Pascal). Le deuxième dispositif est destiné aux déformations cylindriques avec 
pression de fluide. Il est muni d'une rangée d'injecteurs qui permettent de garder des rapports - 
pression /hauteur du modèle - constants au cours d'une expérience de déformation. Grâce à lui, 
nous avons simulé des déformations en compression et nous avons pu vérifier l'action des pressions 
de fluide sur l'angle de stabilité des prismes. Nous avons également montré que les fortes pressions 
favorisaient des déformations plus diffuses et que les forts contrastes de perméabilité étaient 
nécessaires à la création de décollements efficaces. En régime extensif, cette modélisation nous a 
également permis de vérifier l'action des forces de courant sur la formation de failles listriques. 
Le dernier appareil construit est plus grand et plus complexe que les deux précédents. Il permet 
de créer des distributions de pression non homogènes à la base des modèles et évite l'apparition de 
volcans destructeurs. Il a été utilisé pour simuler des glissements de pente et en particulier les 
déformations gravitaires du delta de l'Amazone. En montrant que la forme du glissement est en 
étroite relation avec la distribution de fluide dans nos expériences et avec la présence d'une roche 
mère en génération de gaz dans le cas naturel, nous montrons que la production d'hydrocabures 
(gaz) est la cause probable des surpressions et des mouvements gravitaires dans ce delta. 
Ce dernier dispositif offre de nombreuses perspectives de modélisation puisqu'il permet de 
créer de très grandes surfaces de décollement (surfaces de cisaillement) dont l'efficacité est 
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contrôlée par la pression du fluide. Les applications peuvent être diverses et très faciles à mettre en 
place:  étude de la propagation d'un détachement par le suivi des mouvements de surface grâce à 
une caméra rapide,  effet d'une distribution non uniforme de pression sur la propagation de la déformation en 
régime compressif,  impact de surpressions localisées dans des systèmes en décrochement,  étude des phénomènes déclencheurs (exemple secousses) de glissements de pente dont la 
stabilité est controlée par la pression d'air... 
 
La dernière méthode développée est numérique. Elle consiste en un code d'éléments distincts 
prenant en compte les effets d'un fluide aux pores. Le fluide est introduit de manière 
macroscopique en résolvant une équation de Darcy. Cet outil a été utilisé essentiellement dans le 
cadre des déformations en compression lente. Nous avons pu comparer nos modèles aux 
expériences analogiques et avons noté un bon accord des résultats. L'un des défauts révélé de  cette 
méthode est cependant la faible localisation de la déformation qui nous oblige à utiliser des 
empilements particuliers d'éléments. Dans le chapitre 7, nous avons entrepris d'étudier l'évolution 
de la texture d'un milieu granulaire soumis à un gradient de pression. Ces quelques expériences 
ouvrent la voie à de futurs développements. Nous envisageons, par exemple, de réaliser le même 
type de simulations avec des éléments cohésifs et de tester l'aptitude du modèle à créer des 
fractures sous l'effet de la circulation du fluide.  
Pour cela, nous devrons terminer l'écriture du code en réalisant le couplage complet entre 
phases solide et fluide, et en ajoutant les forces inertielles dans la dynamique du fluide. Les 
applications futures seront notamment l'étude des injections de matériaux fluidisés dans des 
fractures ou les cheminées de gaz ou la simulation d'écoulements biphasiques (ex: écoulements 
pyroclastiques). 
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